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Un modèle dynamique e s t c o n s t r u i t pour s imuler l e s mécanismes de
transfert de chaleur apparaissant dans un four de maintien et de refonte
de l'aluminium.
Le modèle est construit en tenant compte des différents modes opéra-
toires rencontrés sur un tel four.
L'équation de l'énergie est solutionnée à une dimension pour les
différentes composantes du four. La méthode de zones est utilisée pour
le transfert de l'énergie par radiation dans la chambre de combustion.
De plus, pour le métal, la fonte du solide est solutionnée par la méthode
de l'enthalpie couplée à la définition de la transformée de Kirchhoff de
la conductivité thermique.
Un écoulement frontal est admis pour les gaz dans la chambre de com-
bustion. L'équation du mouvement n'est pas solutionnée pour le métal
liquide. La convection forcée est représentée par une fonction de bras-
sage calibrée expérimentalement.
Deux (2) sous-modèles sont construits pour prédire 1'émissivité de
surface du métal et des réfractaires.
Les équations différentielles partielles sont intégrées par la
méthode des différences finies d'Euler-Cauchy.
I l l
La validation expérimentale du modèle est faite pour un four d'alu-
minium basculant de soixante-dix (70) tonnes.
Finalement, le modèle est utilisé pour la recherche d'un mode opéra-
toire plus économe en combustible. Par la suite, une fonction de coûts à
minimiser, définie comme le rapport de la consommation spécifique sur le
taux de refonte, a montré qu'il existe un débit optimal du combustible
situé près de 350 m3/h.
Rung Tien Bui, dir. de recherche
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A ma mère, à mon père
INTRODUCTION
La c r i s e du pé t ro le des années 1970 a occasionné des augmentations
du pr ix des combustibles.
L'usine de coulée des l i ngo t s u t i l i s e l e s fours de métal chaud a l i -
mentés en énergie f o s s i l e . La préoccupation du rendement global d'un t e l
four, sous d i f fé ren ts régimes de fonctionnement, e s t j u s t i f i é e (West,
1984).
Ce projet s 'inscrit dans le cadre d'un projet plus vaste qui consis-
te à la modélisation mathématique complète du four de métal. En effet,
le modèle présenté consiste à représenter le fonctionnement d'un four de
métal en insistant davantage sur la distribution spatiale et temporelle
de l'aspect énergétique d'un tel four. Une connaissance plus approfondie
des transferts de chaleur apparaissant dans les différentes zones du four
permettra, nous l'espérons, une meilleure planification des opérations
des fours.
Le chapitre 1 présente un survol général de la technologie des fours
et le choix du four visé par l'étude. Au chapitre 2, nous présentons une
revue partielle des modèles existants, ainsi que la convention adoptée
pour le modèle géométrique choisi.
Par la sui te , au chapitre 3 i nous développons la formulation mathé-
matique du modèle. Les sous-modèles u t i l i sés sont présentés au chapitre
4. La discrétisation des équations pour la solution numérique est abor-
dée au chapitre 5. Finalement, le chapitre 6 présente les résultats nu-
mériques obtenus lors de la validation et les simulations subséquentes.
L'étape suivante à la modélisation peut consister en une étude con-
cernant les modes optimaux d'opération ( Spriet, 1982). En guise d'exem-
ple, le modèle pourrait servir d'outil à une recherche du contrôle opti-
mal du débit de combustible ( voie à carburant minimal) (Csaki, 1972) ou
comme élément d'analyse permettant de trouver un mode part iculier d'opé-
ration répondant à des critères préétablis par une éventuelle usine de
coulée.
CHAPITRE 1
LES FOURS DE METAL CHAUD
1.1 DESCRIPTION SOMMAIRE
Dans ce c h a p i t r e , nous nous proposons de f a i r e une d e s c r i p t i o n des
principales parties d'un four typique util isé par l ' industrie de produc-
tion de l'aluminium.
On différencie deux fonctions principales des fours soit: la refon-
te du métal solide et le maintien du métal liquide à une température ap-
propriée pour la coulée. Essentiellement, dans le cas d'un four de main-
tien ou de refonte, le but commun visé est le transfert optimal de l ' é -
nergie d'une source chaude vers un puits froid qui est le métal. On re-
trouve principalement deux (2) types de sources d'énergie: l'énergie
électrique utilisée dans les fours à résistance ou à induction électrique
qui n'est pas abordée dans ce texte, et l'énergie fossile utilisée dans
les fours visés par l 'étude.
Un four se divise en deux (2) parties distinctes: le plancher, dont
les caractéristiques sont la neutralité, l'étanchéité vis-à-vis du métal,
ainsi que la résistance mécanique, et la voûte, qui doit posséder une
bonne résistance pyroscopique et thermique. Les dimensions et formes des
fours varient beaucoup d'une application à une autre.
L'opération du four peut s'effectuer soit en mode continu, charge-
ment et prélèvement du métal à intervalles réguliers, soit en mode dis-
continu avec chargement, fusion, maintien et coulée de la quasi-totalité
du métal. Le mode opératoire du four est intimement l i é à la planifica-
tion d'une production escomptée.
Une fournée typique débute par le chargement du métal solide à fon-
dre. Vient ensuite le chauffage init ial pendant approximativement une
heure. Par la suite, le métal en fusion est ajouté au four par les creu-
sets arrivant des cuves électrolytiques ou venant d'un four de maintien
du métal liquide. Une période de chauffage suit pour la prochaine heure.
A la fin du chauffage, un brassage à l'azote est fait pour briser le gra-
dient de température et favoriser la fusion du solide. Une autre période
de chauffage d'approximativement une heure suit . A la fin de cette pé-
riode de chauffage, on procède à l'ajout des métaux d'alliage et à un
fluxage au chlore pour favoriser la migration des impuretés en surface.
Par la suite, un écumage est fait pour enlever les impuretés de toutes
sortes qui flottent en surface. Si le métal est suffisamment chaud, on
procède à la coulée du métal.
Certaines variables pouvant affecter l 'efficacité globale énergéti-
que ou encore la productivité du four sont:
-le dimensionnement du four
-la puissance et la position du ou des brûleurs
-le type de combustible, le type de flamme
-la qualité d'isolation des réfractaires
-la masse, la forme et la position du solide
-l'ordre et la durée relative des différentes opérations incluses
dans la fournée
-le préchauffage de l ' a i r de combustion et du combustible
-la quantité d'air en excès au brûleur, l'oxygène d'enrichissement
-la pression statique dans le four au niveau de la perte par les
flammes ou par l ' a i r d' infiltration
-l'ouverture des portes du four
-le brassage en continu à l'azote
Finalement, le contrôle du four peut s'effectuer manuellement ou en
mode automatique. Notons que la gérance informatisée et optimisée de ces
fours demeure un aspect d'exploration intéressant puisqu'elle en est en-
core à ses débuts (Laillier, 1983, et Smith, 1979).
CHAPITRE 2
LE MODELE DU FOUR
Les coûts de construction et d'opération considérables des fours ont
occasionné, depuis plusieurs décennies, des efforts grandissants dans le
processus de la modélisation.
C'est la préoccupation d'une plus grande efficacité qui conduit à la
recherche d'une meilleure compréhension des mécanismes de transfert de
chaleur à l'intérieur d'un tel système.
Afin de passer en revue les modèles qui retiennent notre attention,
une classification par type de modèle (Khalil, 1983) est présentée, sui-
vie d'une classification chronologique des différents modèles déjà cons-
truits jusqu'à présent.
2.1 Classification par type
2.1.1 Modèles de type 1 (O-dimension)
Ils sont utilisés pour prédire des coefficients moyens de transfert
de chaleur, des efficacités thermiques ou autres, et des pertes globales
par le four. On peut les appeler modèles à dimension zéro puisque les
composantes du four y sont présentes seulement sous forme de paramètres
groupés ne permettant pas de calculer les gradients.
2.1.2 Modèles de type 2 (1-dimension)
Ils sont util isés dans le même but que les modèles du type 1. En
général, une prédiction est faite pour une distribution spatiale à une
dimension de quelques propriétés. Généralement, l'axe du brûleur est
choisi comme l'axe de prédiction des propriétés.
2.1.3 Modèles de type 3 (2- et 3~ dimensions)
Ces modèles considèrent des distributions spatiales des propriétés
fluides et thermiques. Ils ont comme but de reproduire le fonctionnement
du four dans ses détails. La figure 2.1 présente un résumé de la classi-
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Figure 2.1: Classification des modèles
2.2 Classification chronologique
2.2.1 Pré-modélisation (1890 à - 19U5)
Hudson 1890 et Orrok 1926 adoptent une approche plutôt empirique
pour étudier la performance d'une chaudière. D'autres études du même
genre sont entreprises pour d'autres systèmes, fours de forge, fours de
fusion et réservoirs de verre ( Armstrong, 1927, Evans et Bailley, 1928
et Sarjant, 1937). Une bibliographie plus complète est présentée par
Palmer et Beer, 1974. L'approche empirique est utilisée au-delà de 1945
( Trinks, 1951, Richardson, 1962 et Behringer, 1970). Essentiellement,
le but est de prédire l 'efficacité des systèmes sous différents régimes
de fonctionnement.
2.2.2 Modèles de type I (1945 à aujourd'hui)
2.2.2.1 Le modèle à données minimales
L'analyse théorique d'un four ne débute vraiment qu'avec les travaux
de Thring et Reber en 1945. Ils suggèrent de développer une théorie gé-
nérale basée plutôt sur une approche phénoménologique possédant quelques
insertions mécanistiques. Les équations entièrement phénoménologiques
sont dérivées par Essenhigh et Tsai en 1969. Les hypothèses initiales
sont :
- l'enthalpie massique du métal est constante, c'est-à-dire que la
température moyenne du métal demeure constante.
h =» constante
S
- les pertes vers l'environnement du four sont constantes.
Hw = Hw = constanteM M




I l s ob t i n r en t t r o i s (3) équa t ions à une variable indépendante H
S
p l u s t r o i s (3) c o n s t a n t e s H", H e t a ° déterminées par l a géométr ie et
c s
l 'é tat du système étudié. Les équations sont:
He = H'c + ^ — (2.1)
0 (•, Hs_\ M
û




 - a° ( 1 - —\ (2-3)
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H° représente le taux de chauffage en régime établi, H le taux de
transfert à la charge selon un maximum théorique tandis que a0 est le
facteur d'utilisation de la chaleur.
L'approche utilisée est vérifiée à plusieurs reprises (Palmer et
Beer, 197^ ) - L'équation (2.1) reliant au premier ordre H et H s'avère
néammoins jus t i f i ab le aux grandes valeurs de H (Essenhish et Tsai,
5
1970) . L 'augmentat ion de H rédui t l e temps de résidence moyen des gaz
G
et par le fai t , la température de sortie des gaz augmente, ce qui amène
un transfert de chaleur moyen au bain moins élevé que celui prévu. C'est
l 'effet connu sous le nom "d'effet de goulot" (Thring et Reber, 1945).
Dans un souci de complément et de généralité, d'autres sophistica-
tions comme l'effet de l'excès d'air ( Thekdi, 1971) et la récupération
de chaleur par un échangeur ( Palmer et Beer, 1971*) sont proposés. La
perte de chaleur par les murs s 'est avérée linéaire en relation avec H
(Maclellan, 1965 et Thekdi, 1971); l'approche s'avère valable après co-
rection simple.
Une application de ce modèle à un four d'aluminium de dix (10) ton-
nes est faite par Yu, 1980.
Limites du modèle
Le modèle prédit le flux de chaleur à la charge pour une valeur de
taux de chauffage donné. Une valeur d'efficacité maximale est associée à
un taux de chauffage donné.
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Aucune indication n'est faite quant à la distribution spatiale ou
temporelle du flux de chaleur à la charge. Le modèle est stationnaire et
ne peut s'adapter aisément à une simulation dynamique.
2.2.2.2 Le modèle d'échange radiatif simplifié
Les applications et utilisations de ce modèle (Hottel et Sarofim,
1967) sont nombreuses.
Nous présentons dans cette section les équations finales obtenues et
la description du modèle.
Les hypothèses initiales sont:
1- les températures des gaz et de la flamme dans la chambre peuvent
être assignées comme une seule température moyenne T .
©
2- le gaz dans la chambre est gris.
3~ la surface du puits A peut-être prise comme étant grise à la
température moyenne T..
4- les pertes par les murs sont négligeables et le transfert de
chaleur par convection des gaz vers les réfractaires de surface A
est négligeable.
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5- l'arrangement entre le puits et les réfractaires est tel que
l'on peut considérer que les surfaces sont bien mélangées ( Surfaces
damiers).
6- les gaz quittent la chambre à une température plus basse égale à
à Tg-A (A = (Tg-Tis))
7- le transfert de chaleur des gaz par convection vers le puits est
négligeable.
On peut montrer, à partir des hypothèses 1 à 4 et 7 ( McAdams,





AT = Ai + Ar
cs - %
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Des hypothèses 4 à 6 et de l ' équat ion (2.4) combinées à un bilan
sur le gaz conduisent à l 'équat ion du modèle:
Q'.D'+r4 = (l + A ' -Q ' ) 4 (2.8)
avec:
Q>
 = 9j^lMlAzIA (efficacité réduite) (2.9)




Dans le cas d'une chambre bien mélangée, A'-*0.
Le modèle fut u t i l i s é comme ou t i l pour c l a s s i f i e r les systèmes thermiques
usuels (Hottel et Sarofim, 1967).
Une application de ce modèle est présentée par Wilson, Lobo et Hottel,
1932 et Hottel, 1961.
L'application à des fours d'aluminium est présentée par Crowther,
1971 sous forme de résumé.
Sophistication du modèle
Le transfert de chaleur par convection au bain ainsi que la présence
d'un gaz réel plutôt que gris est ajoutée (Hottel et Sarofim, 1967). Le
taux de transfert de chaleur vers le puits s'exprime par:
R









Le t ransfer t de chaleur par convection aux ré f rac ta i res et au bain,
en gardant le gaz g r i s , peut s'exprimer par (Hottel et Sarofim, 1967):
Qg,net = (2.16)
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II est suggéré (Hottel, 1936) de remplacer le terme entre accolades
par un terme constant soi t :
Qg<net = (GS1) (2.17)
d = 0.056 kW/m2C
En effet, cette équation est vérifiée avec une erreur maximale de 5%
pour plus de 12 fours de craquage de pétrole (Lobo et Evans, 1939).
La perte par les réfractaires est t rai tée par Palmer et Beer, 1974.
Les équations obtenues sont les suivantes:
n 4














La restriction d'application de l'équation (2.18) est pour un réfra-
taire parfaitement réfléchissant, c'est-à-dire la convection en surface
balance la conduction à travers le mur.
Finalement, pour tenir compte du caractère non-gris du gaz (1 gaz
clair + 1 gaz gris) et des pertes par les parois des réfractaires (adia-
batique vis-à-vis la radiation) Hottel et Sarofim, 1967 proposent:
T




3ig , émissivité équivalente grise
ag , coefficient de pondération associé au gaz gris
Limites du modèle
La principale limitation du modèle réside dans l'hypothèse de départ
pour l 'obtention de l'expression de (GS ) . En effet, les réfractaires
1 a
étant adiabatiques au niveau de la radiation, les seules pertes possibles
par les réfractaires sont celles uniquement dues à la convection.
Les modèles de dimension 0 sont employés pour l'étude du transfert
de chaleur global dans une chambre de combustion.
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2.2.3 Modèles de type 2 (- 1955 à aujourd'hui)
2.2.3.1 Le modèle à chambre longue
Dans le cas où l'hypothèse des gaz bien mélangés ne peut s 'appli-
quer, nous devons considérer la présence d'un gradient de température
dans le gaz de l 'entrée à la sort ie . Le bilan d'énergie est fait pour
chaque élément différentiel de longueur. Ensuite, une intégration sur
tout le domaine conduit aux équations du modèle. Les hypothèses in i t ia -
les sont (Beer, 1974 et Thring, 1962):
- la chambre est longue comparativement aux directions
normales à l'écoulement des gaz.
- le gradient de température existe dans la direction
de l'écoulement mais la température demeure uniforme
pour une section donnée.
Les équations du modèle (Gurwich et Blokh, 1956 et Dolezal, 1967)
sont:
04 = -Ç- = exp(-a'X')-exp(-/3'X') (2.24)
TFA
avec
X' = ^ (2-25)
a' et 6' sont des constantes à déterminer. Elles dépendent de la
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géométrie et des mécanismes de transfert de chaleur dans le four. X est
la position dans la chambre de longueur L. Les expressions de la tempé-




AT*u.. - a' -f3'
1/4 (2.26)
(2.27)
Le modèle à chambre longue fut u t i l i s é pour l e design des systèmes
de combustion (Hottel , 1961, Gumz, 1962 et Beer et a l . , 1956). La f igure
2.2 présente les r é su l t a t s de Dolezal, 1967.
a. 2 a. 4 a. 6 a. 8 1
LONGUEUR AOIMENSIONNELLE X'
0. 2 0.4 a. 6 a. s 1.0
LONGUEUR AOIMENSIONNELLE X'
LONGUEUR ADIMENSIONNELLE X' LONGUEUR ADIMENSIONNELLE X'
Figure 2.2: Graphique de l a temperature des gaz versus l a pos i t ion
dans l a chambre de combustion
19
2.2.4 Modèles de type 3 (1958 à aujourd'hui)
Dans l a modélisation plus complète, qui f a i t appel à une analyse en
deux et t r o i s dimensions, l a solut ion-simultanée des quatre (4) équations
de conservation doit ê t re envisagée.
Dans ce t t e sect ion, l a préoccupation majeure consis te à l a représen-
ta t ion de l ' équa t ion d 'énergie r ad ia t ive dans l a chambre de combustion,
plus particulièrement au modèle de zones. L'approche u t i l i s é e es t ce l l e
applicable aux calculs d ' ingénie r ie (Hottel et Cohen, 1958, Hottel et
Sarofim, 1967, 1972 et Johnson et Beer, 1972).
D'autres modèles sont proposés pour l e t r ans fe r t d 'énergie rad ia t ive
dans l a chambre de combustion:
- modèle des harmoniques sphériques (Jeans, 1919, Kouganoff,
1963 et Davidson, 1957);
- modèle des ordonnées discrètes ("Discret ordinate model")
(Chandrasekhar, 1960 et Carlson et a l . , 1968);
- les modèles de flux (Lockwood et Spalding, 1971 et Siddal ,
1974);
- le modèle de flux de Demarco (Demarco, 1974 et Demarco et
Lockwood, 1975).
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Une revue plus complète des modèles solutionnant simultanément les
équations différentielles partielles de conservation, est présentée dans
Khalil, 1983- La solution de l'équation différentielle non-stationnaire
pour une flamme turbulente est basée sur l'approche de la moyenne tempo-
relle des variables (Tennekes et Lumley, 1972).
2.2.4.1 Le modèle de zones
Une présentation plus détaillée de la méthode de zones est faite
dans Hottel et Sarofim, 1967.
Déf.: Soit une surface grise opaque (dx— e^~ 1 — Px ) . La radia-
A A A'
tion incidente et réfléchie peut se représenter comme suit:
ECLAIREMENTG < ECLAIREMENT REFLECHI=PG)
' ENERGIE EMISE-«Eb }"AOIOSITEJ
SURFACE GRISE
alors:
J = eEb + PG (2.23)
• émittance de la surface
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Les taux de transfert de chaleur s'expriment comme suit :
Qi_ ; : énergie émise par i et absorbée par j;
Qiinet '• énergie fournie à i pour qu'elle soit à tempéra-
ture constante;
Qi^j : énergie nette échangée entre les
zones i et j .
Supposons une enceinte de forme quelconque contenant un gaz gris et
dont les parois soient grises. Prenons soin de subdiviser l'enceinte de
manière à ce que les aires d'échange direct s~s. et g~s. soit dispo-
nibles (Hottel, 1967).
On peut écrire pour la zone (surface) i :
La radiosité de cette zone s'exprime par:
Ji = SiEw + PiGi (2-30)
La s ub s t i t u t i o n de l ' é q u a t i o n (2.29) dans l ' é q u a t i o n (2.30) amène
pour l ' e xp r e s s i on de l a r a d i o s i t é :
(2.31)
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Réécrivant l'équation (2.31) pour les n zones (surfaces) et n zones
(volumes), nous obtenons:
Pi J Pi
Le système linéaire à résoudre est de la forme:
[Matrice de transfert] • {vecteur réponse} _ {vecteur excitation}1
A. * T -—* r f ( 2
-
3 3 )
Solution du système d'équation linéaire
Premier cas: Le calcul des taux de transfert net lorsque toutes les
températures des zones sont connues.
pour les surfaces Qi,net = — {E<>s,i ~ Ji)
* Pi
pour les volumes Qi,net = 4:KVtEbg>l -
Deuxième cas: Le calcul des aires d'échange dirigé lorsque les tem-
pératures des zones sont inconnues.
Considérant une zone émettrice à la fois, chaque ligne possède au
maximum un élément non-nul.
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1° Les a i r e s d'échange t o t a l gaz-surface
On cons idère l a zone de gaz i comme l e seul émetteur (E =1), les
bg.i
J . o b t e n u e s s o n t d e l a f o r m e . J . p o u r i = 1 a n , a l o r s :
J S » 1 J
Pj&bg.i
(2.36)
2° Les a i res d'échange t o t a l surface-surface
On procède de manière analogue en considérant l a surface i comme l e
seul émetteur (E. ,=1) , a l o r s :
os , i
Et,3,i
3° Les a i r e s d 'échange t o t a l gaz-gaz
(2.37)




2.2.4.2 Représentation d'un gaz réel
La représentation des gaz dans la chambre par un seul gaz gris peut
s'avérer non-adéquate dans le cas des calculs plus sophistiqués (Edwards,
1976). La représentation du gaz réel comme une somme pondérée de gaz
24
gr i s et d'un gaz c l a i r permet de représenter l e gaz de façon s a t i s f a i s an -




et yV(r,,Ts) = 1 (2-41)
n
Les expressions des a i res d'échange dir igé sont const rui tes à par-
t i r de l a même hypothèse que les propriétés radia t ives s o i t , l a somme






2.2.k.3 Le bilan d'énergie
La solution complète de la distribution des températures pour chacu-
ne des zones, ainsi que les taux de transfert de chaleur aux surfaces
limites du volume de gaz réel dont la composition et l'écoulement est
connue, sont résumés dans les étapes suivantes:
1° La modélisation du gaz réel , c'est-à-dire déterminer les k ,
a et a' fonction de la température du gaz et des surfaces
n n
(équations 2.39, 2. MO).
2° Procéder aux zonages du système en tenant compte de la géo-
métrie de manière à faire ressortir une structure de zones plus
fines dans les endroits estimés à fort gradient de températu-
re .
3° Evaluer l'ensemble des aires d'échange direct ss sg gg
pour chaque valeur de k (Hottel et Sarofim, 1967)
n
4° Evaluer l'ensemble des aires d'échange total SS SG GG
pour chaque valeur de k par la méthode des déterminants (équa-
tions 2.36, 2.37, 2.38).
5° Estimer une distribution de température in i t ia le et calcu-
ler les aires d'échange dirigé SS SG GG pour chaque paire de
zones.
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6° Formuler un bilan d'énergie sur les zones à température
inconnue. Pour une surface A. :
Les deux (2) premiers termes £ de l'équation (2.46) représentent la
j
radia t ion incidente sur A.. Les t r o i s termes suivants sont l ' émiss ion de
î
l a su r face A. , l e taux de t r a n s f e r t de chaleur par convection des gaz
vers l a surface A. et la conduction dans l e mur à l ' a r r i è r e de A..
Pour un volume V. :
(2-47)
Les deux (2) premiers termes 1 de l ' équa t ion (2.47) sont l a rad ia -
t i on i n c i d en t e au volume de gaz i . Les deux (2) termes suivants 1 r e -
présentent l 'émission radia t ive de l a zone de gaz i vers l ' e x t é r i e u r .
Les t r o i s (3) termes suivants sont l a l ibé ra t ion de chaleur par la com-
bustion dans le volume, l a convection à p a r t i r de toutes surfaces
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critiques et le changement d'enthalpie sensible du gaz circulant dans le
volume i . Le terme à gauche est l'accumulation dans le volume V..
Nous obtenons ainsi n équations simultanées non-linéaires à n incon-
nues. La solution est possible pour un grand nombre d'équations en u t i -
lisant les méthodes numériques pour la solution des systèmes d'équations
(Press et a l , 1986, Carnahan, 1969).
I l est nécessaire d'adjoindre au modèle de zones les spécifications
concernant la concentration, et le profil d'écoulement des gaz dans cha-
que zone (Khalil, 1983). Une application du modèle de zones couplé à un
écoulement tridimensionnel est présentée par plusieurs auteurs (Kocaefe
et a l , 1986, Johnson et a l . , 1972, Zuber et a l . , 1972, Lowes et a l . ,
1973).
Les résultats présentent une bonne concordance entre les flux d'énergie
radiative calculés et expérimentaux.
L'application de la méthode aux grandes chambres de combustion t e l l e
une chaudière est montrée par Steward et Guruz, 1971*.
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Limites du modèle
Les deux (2) principales limites sont (Khalil, 1983):
- dû à la nature plutôt intégro-différentielle des équations
de transfert, i l est assez diff ici le de coupler le modèle de
zones aux équations aérodynamiques et de combustion.
la dimension des zones choisies, compte-tenu du temps de
calcul par ordinateur, ne peut augmenter considérablement.
Le couplage, nécessaire avec les volumes de contrôle pour
l'écoulement fluide, devient difficile à réal iser .
Néanmoins, un couplage entre les équations fondamentales du mouve-
ment pour le champ de vitesse et de l 'énergie par la méthode de zones est
présenté dans Steward et Tennankore, 1979 et Kocaefe, 1982.
La détermination des aires d'échange total SS GS GG peut se faire







Les termes (f. .) sont les facteurs de réceptions totales- Ils
tiennent compte des réflexions sur toutes les surfaces de l 'enceinte. La
technique utilisée consiste à calculer les aires d'échange total au dé-
but de la simulation, puisqu'elles sont indépendantes de la température.
Par la suite, les aires d'échange totale sont utilisées dans la méthode
de zones. Une présentation de la méthode statistique de Monte-Carlo est
faite par Cannon, 1967, Steward et Cannon, 1971 et Whalen, 1972.
2.3 Les buts du modèle
Le four de métal chaud d'aluminium peut être vu comme un système
non-isolé.
En effet, les entrées matérielles sont, d'une part, les débits mas-
siques du comburant et du combustible ainsi que les gaz de brassage et de
fluxage et, d'autre part, le métal liquide et solide. Les sorties maté-
rielles sont les gaz brûlés et de rejet, ainsi que le métal liquide et
l'écume. Les principaux échanges internes du système sont l'énergie l i -
bérée par la combustion, le transfert d'énergie au métal et aux réfrac-
taires, la diffusion de l'énergie dans les masses respectives.
Les interactions avec l'extérieur sont les pertes d'énergie par les limi-
tes du four vers l'environnement.
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Les objectifs fixés pour ce modèle mathématique sont:
- prédire les taux d'échange de chaleur entre les différentes
zones du four et les accumulations d'énergie dans ces zo-
nes .
prédire les efficacités de combustion, de transfert de cha-
leur ainsi que l'efficacité globale, associées à l'opération
d'un four.
prédire les distributions de température à une dimension
(épaisseur) dans le métal, le plancher, les murs et la voûte
du four.
simuler le changement de phase du métal solide avec des con-
ditions limites variables.
simuler, en continu, les différentes opérations successives
constituant une fournée comme le chauffage, le brassage,
1'écumage du métal.
L'apparition d'événements discrets, rencontrés dans l'opération ré-
elle du four, devrait être simulée afin d'en analyser l'effet sur l 'état
thermodynamique du four.
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2.3-1 Le modèle choisi
Le degré de sophistication d'un modèle mathématique est intimement
l ié aux objectifs préalablement fixés et aux coûts d'exploitation du mo-
dèle.
L'augmentation de la finesse du modèle, comme le nombre de degrés de
liberté ou le nombre de phénomènes physiques simulés, entraîne en parti-
culier, une croissance inévitable du temps ordinateur nécessaire au sup-
port du modèle.
En considération des objectifs fixés à la section précédente, i l
s'avère évident qu'on doit envisager un modèle du type 1, c'est-à-dire à
une dimension. Les différentes composantes du four (principalement gaz,
métal, murs, voûte, plancher) sont représentées comme des couches succes-
sives .
Chaque composante a une surface, une épaisseur et des propriétés
physiques distribuées ou non dans le sens de l'écoulement principal de la
chaleur. Ce sens d'écoulement est l'épaisseur pour le métal, les murs,
la voûte et le plancher et c'est la longueur du four pour les gaz.
2.3.1.1 La convention spatiale des variables, le modèle
géométrique
Chaque variable appartenant a une composante est accompagnée du
chiffre associé à la composante. En guise d'exemple, sur la figure 2.3.
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la température de l ' a i r ambiant sous le plancher du four est notée T
tandis que celle de l ' a i r ambiant de l'usine près de la voûte, T._. Dans
le cas des propriétés équivalentes du plancher pris dans son ensemble,
c'est-à- dire avec papier isolant et ciment, chaque variable est suivie
du chiffre 14.
Dans le cas du métal, le chiffre 6 suivi de la le t t re S ou L signi-
fie la présence d'aluminium solide ou liquide respectivement. Ainsi,
l'épaisseur équivalente du métal solide est notée L, .
Chacune des variables, représentant une propriété de surface, pos-
sède une let t re comme indice inférieur. Alors, l 'émissivité hémisphéri-
que totale de la couche d'acier extérieure du four qui est peinte est
notée e , tandis que celle du métal en surface e . De même, Q désigne
la chaleur échangée entre le gaz et le métal, Q la chaleur échangée des
Ci
gaz ve r s l e s murs et l a voû t e . Une l i s t e p l u s complè te des symboles e t
l e u r s i g n i f i c a t i o n e s t donnée à l a t a b l e 2 . 1 .
Le symbole VCi r é f è r e aux volumes de c o n t r ô l e mac ro scop ique s , VC2
pour l a chambre de combust ion, VC3 pour l a voûte e t l e s murs du f ou r , VC4






































Figure 2.3: La convention des variables
T E M P E R A T U R E S
Température de surface des fondations de béton
Température de surface extérieure du plancher du four
- Température à l'interface métal-plancher
Température de surface du métal
Température à l'interface du métal solide-liquide
Température de surface des réfractaires
- Température de surface extérieure des murs et de la voûte
Température de surface des murs de l'usine
T, - Température profonde dans l e béton sous le four
T, - Température de l 'a ir ambiant sous le four
T, - Température du métal
T, - Température des gaz dans la chambre de combustion
Tu- Température de l 'a ir ambiant dans l'usine
T,»» Température Intérieure dans le plancher
T l s- Température intérieure dans la voûte et les murs
TAUX DE TRANSFERT DE CHALEUR
Qo • Taux de transfert de chaleur perdue par l e plancher sous l e four
» Taux de transfert de chaleur du métal vers l e plancher
- Taux de t r a n s f e r t de chaleur vers l e métal
QE - Taux de transfert de chaleur vers les réfractaires
QF - Taux de transfert de chaleur perdue par les mura et la voûte
Q7 - Taux de libération de chaleur des gaz dans la chambre
Tableau 2.1 : Liste des variables usuelles du modèle
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CHAPITRE 3
LES EQUATIONS DE CONSERVATION
La cons t ruc t i on d'un modèle mathématique r e q u i e r t une connaissance
adéquate des phénomènes à modél iser a i n s i que l e s équa t ions qui l e s gou-
vernent .
La méthodologie adoptée c o n s i s t e à é c r i r e l e s équa t ions de conser -
va t ion de l a masse, de l a q u an t i t é de mouvement et de l ' é n e r g i e t o t a l e
sous une forme l o c a l e (pour un élément de volume dV) ou g loba l e (pour un
volume de c on t r ô l e ) , (B i r d e t a l , I 960 ) , dépendamment de l a p a r t i e du four
considérée.
Par la suite, i l s'agit d'appliquer les hypothèses simplificatrices,
d'adjoindre les équations de comportement ou auxiliaires et les condi-
tions aux limites appropriées.
Les équations de conservation locales sont écrites en terme des dé-
rivées partielles en coordonnées rectangulaires, et des flux aux limi-
tes, plutôt qu'en terme des dérivées substantielles ou encore sous une
forme symbolique.
Par la suite, elles sont écrites sous une forme globale pour un vo-
lume de contrôle.
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3.1 Formulation locale des équations
Admettons un référentiel cartésien fixe. Pour un mélange à n compo
santes chimiques distinctes, les équations s'écrivent comme sui t :
3.1.1 La conservation de la masse
pour i = 1,2,3,... ,n
L'ensemble de ces équations décrit la conservation de la masse tota-
le pour le mélange. Le terme r . représente l e taux de production de
l'espèce chimique i à l ' intér ieur du volume microscopique délimité comme




L'expression dé ta i l l ée de j . , le flux massique de l'espèce i , est
donnée plus loin dans le texte.
3.1.2 La conservation de la quantité de mouvement
£ (3.3)
Elle est écrite pour le mélange en entier. Le terme pV o V repré-
sente le produit dyadique de pV par V . L'expression g. constitue la
force de corps totale par unité de masse et pour l'espèce i . L'expres-
sion du tenseur de pression £ est donnée plus loin dans le texte.
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3.1.3 La conservation de l'énergie
(3.4)
Le tenseur de pression,
n = r + pS (3.5)
Elle est écrite pour le mélange en entier. L'expression plus dé-
taillée des flux massiques, des quantités de mouvement et d'énergie notés
respectivement j*. , T_, "cf doit être faite en terme des gradients des pro-
priétés de transport telles que vitesse, température et concentration.
En effet, ces propriétés de transport sont les variables usuelles mesu-
rables expérimentalement.
3.1.3.1 Le flux massique "f
II est engendré par les forces mécaniques et thermiques de traînée,
et est constitué de quatre composantes:
avec j . , la diffusion ordinaire causée principalement par les gradients
de concentration des diverses espèces présentes. La diffusion de pres-
sion, j . est, engendrée par le gradient de pression; l'effet est notable
surtout dans les centrifugeuses. La diffusion forcée, j . causée par un
champ de force présent, généralement la gravité ou dans le cas d'ions, un
champ électrique. Finalement, la diffusion thermique, engendrée par un
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gradient de température. L'expression mathématique de chacun des flux
est présentée par Bird et al , I960, Suruge et Barrere, 1963.
3.1.3.2 Le flux de quantité de mouvement x
C'est le tenseur symétrique flux de quantité de mouvement obtenu
pour l'écoulement d'un fluide newtonien. L'expression pour une substance
pure demeure valide dans le cas d'un mélange.
T = - f l Vo V + [Vo V (3.7)
Le symbole y est la viscosité dynamique, tandis que la viscosité de
tout le volume 'bulk viscosity' K, est généralement prise comme zéro
(Hirschfelder et al , 1954)
3.1.3.3 Le flux d'énergie cf
II se décompose en trois composantes usuelles, soit :
q = (3.8)
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Le terme q représente le flux d'énergie en conduction exprimé par
la loi de Fourrier où q est le flux d'énergie d'interdiffusion. Finale-
ment, le flux d'énergie radiative, "q* , terme de première importance dans
une chambre de combustion. Son expression est obtenue à partir d'une mé-
thode de flux ou toute autre méthode (e.g. zones, plans imaginaires,




 qC = -fcVT (3.9)
H. est l'enthalpie molaire partielle de l'espèce i .
3.2 Formulation globale des équations
L'intégration des équations locales pour un volume de contrôle fini
possédant une entrée plane notée 1 de section A et une sortie plane no-
tée 2 de section A , mène aux équations globales de conservation (Bird et
a l , 1960).
Les hypothèses simplificatrices impliquées dans les équations glo-
bales sont:
1 - à l'entrée 1 et à la sortie 2, les vitesses moyennes sont pa-
rallèles aux conduits.
2 - à l'entrée 1 et à la sortie 2, les propriétés physiques des
fluides ne varient pas sur la section.
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3.2.1 La conservat ion de l a masse
T7Mi,*ot = pu <V1>A1- pi2 < V2 > A2 + u\m) + rittat (3.11)
at
pour i = 1,2,3,... ,n
L'ensemble de ces équations traduit mathématiquement la conservation
de la masse. Le terme ai . représente le transfert massique de l'espèce i
à travers les limites fixes du volume de contrôle, autres que l 'entrée et
la s o r t i e . L'expression <V.> est la vitesse moyenne sur la section A.
pour un intervalle de temps très peti t , de manière à éliminer les
fluctuations causées par la turbulence soit :
_ *t+t0
ou
0 < t < t , tf: durée totale du processus
tQ« tf
A.: section d'entrée ou de sortie
J
Sous une forme intégrale, les termes u;; ,r; t to t,Mj ) lo t s'expriment
par :
M,i.tot = f PidV (3.13)
Jv
Ti,tat = f TidV (3.14)
Jv
J^ = - J (n-ipiVi}) dA (3.15)
V: le volume de contrôle
A: surface s t a t i onna i r e l im i t e du V.C. où appara î t l e t r an s f e r t de mas-
se
rf: vecteur normal un i t a i r e à A et ex té r ieur au V.C.
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~A2 + ~F(m) - 7 + Mtotg (3.16)
P2
C'est l'équation pour le mélange en entier. La seule force de corps
extérieure agissant sur le volume est la gravité représentée par M g*.
A. est un vecteur perpendiculaire à la section j ayant pour module l ' a i r e
J
de la section et comme direction celle de l'écoulement à la section j .
Le terme "f représente la somme des forces de friction du fluide sur les
surfaces solides du V.C.. L'expression"? constitue le transfert net
de quantité de mouvement à la surface limite du V.C. autre que l 'entrée
et la sor t ie . Sous forme intégrale, "? s'exprime par:
F = - ln-[pV o V) \ dA (3.17)
A: surface s ta t ionnaire l imi te du V.C. où apparaît l e t r ans fe r t de mas-
se .
rf: vecteur normal uni ta i re à A et extérieur au V.C.
3.2.3 La conservation de l ' énerg ie
JtEtot ~
Pl < Vi >Û1A1 \
+
\pi < Vl > A,
+
Pi < V*! > $iAi
+




< Vl > A2
_ +
Pi < V2 > 4>2M
__ +
P2 < y 2 > P2V2M j
(3.18)
L'équation est écrite pour le mélange en entier. "$*. représente 1 ' é-
nergie potentielle massique du fluide à la section j . L'expression Q
constitue le taux de transfert d'énergie associé à la masse traversant le
V.C. à la surface limite fixe, autre que l'entrée et la sortie. W est
l'expression du travail pour laquelle la convention de signe est l'inver-
se de celle pour la chaleur transférée au V.C, c'est-à-dire un travail
fait sur le V.C. est compté négatif(-). Sous une forme intégrale, Q m
s'écrit:
Q{m) = -jU-iticiViHiyl dA (3.19)
A: surface stationnaire limite du V.C. où apparaît le transfert de masse
n: vecteur normal unitaire à A et extérieur ou V.C.
Le terme H représente l ' en tha lp i e molaire part iel le de l'espèce
chimique i , tandis que c, est la concentration molaire de l'espèce i dans
le mélange.
3.3 La chambre de combustion
Elle est constituée du volume formé par la rencontre de la surface
du métal avec la surface totale des réfractaires qui forment une boîte.
La cheminée est exclue.
3-3-1 Le modèle de combustion
Dans la plupart des cas, l a flamme en phase gazeuse es t de type t u r -
bulente diffuse à j e t s confinés. Une descript ion des approches théor i -
ques, pour étudier la propagation de ce type de flamme en j e t s l i b res
pour l e calcul de la longueur de flamme L en fonction du diamètre du j e t
du brûleur d , e s t présentée par Wohl et al 1949, Hawthorne et a l , 1949,
Hottel , 1953, Traustel , 1958.
Une bibliographie plus complète est présentée par Stambuleanu, 1976.
Dans l e cas des flammes confinées, la rec i rcu la t ion des gaz peut avoir
pour effet d 'entraîner l 'augmentation ou la diminution de l a température
maximale du j e t ce qui peut causer respectivement une augmentation de la
vi tesse de réaction et de la s t a b i l i t é de la flamme, ou plutôt une d i lu-
tion du comburant et un allongement exagéré de l a flamme. Une étude de
l ' e f f e t de la rec i rcula t ion des gaz, es t présentée par Thring et Newby,
1953.
Une revue des principaux modèles de combustion turbulente ainsi que
quelques validations expérimentales est présentée dans Khal i l , 1983.
En tenant compte des buts in i t iaux f ixés , aucun effet ne sera a t t r i -
bué à la turbulence dans le processus de la combustion. La combustion
est abordée comme la source d'énergie du système. C'est l e bilan énergé-
tique de la combustion qui sera modélisé. Les hypothèses de départ du
modèle de combustion sont(Surugue et a l , 1963):
Hyp.1 : La vitesse de réaction est infinie, c'est-à-dire que la produc-
tion des espèces r. ne s'effectue pas dans la chambre.
ri = 0 i = 1,2,3,... ,n espèces chimiques (3.20)
Hyp.2: La réaction de combustion s'effectue dans le rapport stoéchiomé-
trique.
Hyp.3: II n'y a pas de dissociation chimique des produits. En effet,
les dissociations apparaissent vers 2000 K
Hyp.4: On suppose un comportement de gaz parfait des espèces chimiques.
Considérons un combustible gazeux, de débit molaire n , constitué
G
en proportions variables de méthane, éthane, propane et butane. Le com-
burant est l ' a i r atmosphérique d'humidité ai ou l'oxygène d'enrichisse-
ment.
La réaction chimique s 'écr i t , en admettant un excès d'air a et un
débit molaire d'oxygène d'enrichissement, n :
o2
aCH4 \
+ ncA' [l + a- ^2-){O2+3.76N2) + no3O2 —-
ri n V ne A /
(ncB')CO2 + (ncC')H2O + hcA' (aO2 + 3.76 (l + a- ^Jj) N2\ (3.21)
où .
a = 0 si n o , > 0
Les e x p r e s s i o n s d e s c o n s t a n t e s A ' , B ' , C , s o n t :
A! = 2a+7-b + 5c+™d (3.22)
B' = a + 26 + 3c + 4d (3.23)
C" = 2a 4- 36 + 4c + hd (3.24)
L'équation est écrite en terme du débit molaire de combustible.
Notons que l'excès d'air est mis à zéro lorsqu' i l y a enrichissement en
oxygène.
3.3.2 La conservation de la masse
Les hypothèses ini t ia les sont:
Hyp.5: Le régime établi est atteint dès le début de la combustion pour
la variation de la masse totale d'une espèce chimique.
-A/iitot = 0 t = l ,2,3, . . . ,n espèces (3.25)
dt
Hyp.6: Le t ransfer t de masse u . de l 'espèce chimique i est nul aux
limites de la chambre.
u,Jm) = 0 i = 1,2,3,..., u espèces (3.26)
Des hypothèses 1/5 et 6 et sur une base molaire, l 'équation s 'écr i t
pour un volume macroscopique.
p{ < Vx > Ai =pi2<V2>A2 i = 1 , 2 , 3 , . . . , n e s p è c e (3.27)
Soit p{ < V\ > A\ = n j^ , le débit molaire de l'espèce i à la section 1,
l'équation écrite autrement est:
râij = h{2 i = 1,2,3,..., n espèce (3.28)
Admettons les entrées de gaz suivantes:
débit d'air d'infiltration n . chargé en humidité absolue ai
3.1
débit d'azote n comme gaz de brassage
n2
débit de chlore n comme gaz de fluxage
c l 2
Le débit d'eau d'entrée contenue dans l ' a i r humide d ' i n f i l t r a t ion et
de combustion s'exprime par:
TiH2o = ^77°"" ("ci + nab) (3.29)
MHJO( ( &) a) (3-30)
Les gaz à l a cheminée sont l e CO ,H 0,0 ,N , e t Cl de déb i t s r e s -
p e c t i f s n o t é s n1 , n ? l n_ , n. ^, fi,.. Les équa t ions de conse rva t ion pour
C,H,O,N et Cl exprimées en termes des déb i t s de gaz à l a cheminée s ' é c r i -
vent .
n, = ncB1 (3-31)
n2 = ne (C + 7.65a;A1 (l+a- ^ - \ \ + 1.607umai (3.32)
n3 = ncA'a + 0.209nai (3.33)
n4 = 3.76ncA' (l + a - ^ j ) + 0.781na, + àNl (3.34)
\ ne A J
n5 = hCi7 (3.35)
où a = 0 si ho2 > 0
Le nombre to ta l de moles s'écoulant dans la cheminée s'exprime par




3.3-3 La conservation de l'énergie
La chambre des gaz constitue une seule zone pour la méthode de zones
utilisée comme modèle de transfert radiatif. Les hypothèses de départ
sont:
Hyp. 7: Aucun travail n'est fait par ou sur la chambre de combustion
W = 0 (3.37)
Hyp. 8: La variation d'énergie potentielle des gaz entre l 'entrée et la
sortie est négligeable.
Pi < Vi > J Ï Aj - p 2 <V2> 0 2A 2 ^ 0 (3.38)
Hyp. 9: La variation d'énergie cinétique des gaz, de l 'entrée à la sor-
t ie , est négligeable.
l
 3 l 3
-Px < V1 > Ax - -P2 < V2 > A2 ~ 0 (3.39)
L'équation d 'énergie , en considérant les Hyp. 6,7,8 e t 9 , devient
pour l a chambre:
jtEtot = Pl < V, > A, (Ûj +piVi) -P2 < V2 > A2 (Û2 +P2%) +Q (3.40)
Sachant que l'énergie totale et l'enthalpie massique s'exprime par:
Etat = Utot + Ktot + $tot (3.41)
H = Û + pV (3.42)
De plus, en admettant:
Hyp. 11: L'importance de la variation temporelle de l 'énergie cinétique
et potentielle est négligeable.
K0 £*° (
On obtient comme équation retenue:
±Utot = pi<V1>A1H1-p2<V2> A2H2 + Q (3.44)
dt
Cela signifie que le changement d'énergie interne des gaz dans la
chambre est égal au changement d'enthalpie massique totale entre l 'entrée
et la sort ie , plus les taux de transfert de chaleur aux limites de la
chambre.
Expression détaillée des termes de l'équation d'énergie
d
Le terme —Utot •dt
L'accumulation d'énergie interne des gaz est exprimée sur une base
volumique à volume constant:
-Utot = -U7 = V7CV7^-T7 (3.45)
j i tut i, i i y * j , i \ /
at at at
avec:
V7 = L7L7LLC (3.46)
CP7 1.552 xlO- 4 r 7 + 1.315CV7 ~ — = . (3.47)
Le volume V est le produit de la hauteur, x largeur, x longueur de
la chambre des gaz. L'expression de la chaleur volumique du mélange à
pression constante C „ est valide pour des fumées produites par un gaz
naturel (Heiligensteadt, 1971).
Le terme Pi < V\ > ^ i # i ~ Pi < V2 > MH2 :
C'est le changement d'enthalpie des espèces chimiques de l 'entrée à la
sort ie . Compte tenu de la réaction de combustion, réécrivons le terme
sur une base molaire en utilisant l 'enthalpie de formation. On trouve:
(3<48)
R représente le nombre d'espèces réagissantes, plus les entrées de
gaz de fluxage et brassage, ainsi que l ' a i r d ' inf i l t rat ion.
P représente le nombre d'espèces produites, plus les sorties de gaz
de fluxage et brassage, ainsi que l ' a i r d ' infi l trat ion qu'on considère
comme ne participant pas à la combustion.
L'enthalpie de formation h° des corps simples à la température
T°=25°C et la pression P°=100kPa est nulle. L'enthalpie molaire de l ' e s -
pèce i à T et P s'exprime par (Van Wylen et al , 1976).
hiTP = (/I°/.)T°,P°+ / CPt{T)dT (3.49)
JTQ
En substituant cette expression dans l'équation, on trouve finale-
ment: ' •= \
Pl<V1>A1Hi-p2<V2>A2H2 = $ > i U 0 / . + / CPi(T)dT
(3.50)
L'équation ci-haut permet de calculer le taux de chauffage dans le
four dû à la combustion, en tenant compte de la présence d'autres gaz à
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l 'entrée, comme l ' a i r d ' infil tration, l'azote de brassage et le chlore
pour le fluxage. L'expression f signifie la température moyenne de
n i
l 'espèce i à l'entrée tandis que T_ . est la température moyenne de l ' e s -
pèce j à la sortie.
Les expressions polynomiales des chaleurs massiques à pression cons-
tante sur une base molaire "c"p. pour les espèces i sont proposées par
Mooses, 1978, Gokcen, 1975. Les enthalpies de formation sont proposées
par Mooses, 1978, Van Wylen et al , 1976.
Le taux de libération de la chaleur des gaz dans la chambre noté Q
s'écri t sous une forme abrégée.
*- | > (j?tl + £* CPl(T)dT^ (3.51)
L'expression déta i l lée de Q_, ainsi que les limites d'application
sont présentées à l'appendice A.
Le terme Q:
II constitue la somme des taux de transfert de chaleur par les limi-
tes de la chambre soit, Q vers le bain de métal, Q vers les réfractai-
res et Q vers l'environnement, par les portes lorsqu'elles sont ouver-
tes :
Q = QD + QEV + QEP (3.52)
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Le transfert d'énergie vers le métal et les réfractaires s'effectue
R C
par radiation Q. ou par convection des gaz Q.. Les pertes par les portes
ouvertes sont uniquement dues à la radiation puisque le brûleur est
normalement fermé à ce moment. Les équations des taux de transfert de
chaleur s'écrivent:
QD = QD + QD (3.53)
QEV = QEV + QEV (3.54)
QEP = QEP (3.55)
Le transfert total devient égal à:
Q = QD + QD + QEV + QEV + QEP (3.56)
Pour évaluer le transfert radiatif, nous utilisons l'approche de
Hottel et Sarofim, 1967, pour la méthode de zones en admettant une seule
zone de gaz. Les taux de transfert de la chaleur échangés par convection
des gaz sont obtenus à l'aide de corrélations exprimées par rapport au
nombre de Nusselt (Kreith et Black, 1980).
Le modèle de gaz réel util isé est celui de Smith et al , 1982. L'ap-
pendice B donne une description plus détaillée du modèle de gaz réel .
L'ouverture des portes apparaît comme un événement discret. On
tient compte de la variation de l ' a i r e des réfractaires et de la surface
extérieure lors de l'ouverture d'une ou de plusieurs portes. L'appendice
C présente l'algorithme pour tenir compte de l'ouverture des portes.
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Nous utilisons deux (2) sous-modèles pour la distribution axiale de
la température des gaz dans la chambre. Le modèle des gaz bien mélangés
et le modèle avec gradient l inéaire de température.
3.3.3.1 Le modèle des gaz bien mélangés
Les expressions obtenues pour les taux de transfert de chaleur au









si toutes les portes sont fermées
. . -,-t
 rr4 71 J rp4 , ç C T"» \ S 1 a U m O 1 I 1 S
Opp = < / ijjEpJ-7 + SDJEpi-n "•" ''BV'JEP-1-Èv I une porte
ouverte
Le calcul des aires d'échange dirigé est effectué sur la base du
modèle de gaz réel constitué de t ro is gaz gris plus un gaz c la i r . De
plus, l 'évaluation des aires d'échange direct s ,s , est fai te sur la base
d'une seule transmissivité moyenne T du gaz, pea importe la paire de sur-
faces considérée.
JTsj = AiFijT (3.60)
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L'expression du coefficient de t ransfer t de chaleur par convection
C C
au bain h e t aux r é f r ac t a i r e s h es t ce l le proposée par Lowdermilk etD EV
a l , 195^, pour un conduit rec tangula i re .
Par l a s u i t e , une correction proposée par Boelter et a l , 1948, e s t
u t i l i s é e afin de t en i r compte de l ' en t r ée des gaz. L'appendice D présen-
C C
t e l e s expressions dé ta i l l ées de h et h qui sont fonctions de l a tem-
pérature du film T,,.
Sous une forme abrégée, l'équation différentielle ordinaire de con-
servation de l'énergie pour le modèle des gaz bien mélangés s'écrit:
S T ) -(QD+QEV + QEP) (3.61)
Correction pour la température effective des gaz
I I es t bien connu que l 'hypothèse des gaz bien mélangés n ' e s t pas
adéquate dans l e cas des chambres de combustion de forme allongée. L 'é-
quation empirique proposée par Hottel et Sarofim, 1967, t i en t compte
d'une température radia t ive effective !"„„ comparativement à une tempéra-
1 n
ture de sortie des gaz T7C.
t o
L'équation empirique exprimée en terme des variables du modèle est:
T7R = (l-2)iTT(TFA-TE) + Trs (3-62)
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L'expression n_T représente l ' e f f i c a c i t é t o t a l e de t r a n s f e r t de cha-
leur des gaz vers l e métal et l e s r é f r a c t a i r e s . En e f f e t , nous devons
t en i r compte d'une conduction de l a chaleur apparaissant dans l es ré f rac -
t a i r e s . L'équation c i -hau t , proposée par Hottel et Sarofim, considère l a
présence de r é f r ac t a i r e s parfaitement ré f léch i ssan t s ( la conduction dans
l e mur équivaut à l a convection). C 'es t pourquoi l ' e f f i c a c i t é de t r a n s -
fe r t de chaleur ne t ena i t pas compte des r é f r a c t a i r e s .
Le terme T est l a température de flamme adiaba t ique .
La valeur empirique de 4/3 pour d es t valable pour une chambre cour-
te ou longue. De plus , l e s études antér ieures sur les chaudières mon-
t ren t l a v a l i d i t é de ce t te valeur pour d (Hottel et Sarofim, 1967).
Nous ajoutons ainsi une équation aux i l i a i r e pour l a température r a -
d ia t ive effect ive et de s o r t i e des gaz.
3.3.3.2 Le modèle avec gradient axia l de température dans les
gaz
Considérons l a chambre de combustion t e l l e que montrée sur l a f igure
3 .1 . Les taux de t ransfer t de chaleur vers l e bain et l e s r é f r ac t a i r e s
sont évalués pour l 'élément d i f f é ren t i e l de surface dA.
METAL =
REFRACTAIRE
Figura 3.1: Représentation de l'élément différentiel da Longueur
dX dans la chambre da combustion
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L'équation intégro-différentielle du taux de chauffage dans la cham-
bre écrite pour l'élément différentiel de longueur dX est:
X)-TD)+^-[ tf^nA' 1 I dX
- / (h%vL(Tr(X) - TEV) + -j-?- f G^vT^P \ ) rfjf (3.63)
./o V E AEV \ -GSEVTEV ) )
Les hypothèses admises sont:
- la variation de température axiale de la surface du bain et des
réfractaires est négligeable
TD ï f{X) 0 < X < L' (3.64)
TEV * 9(X) ~ ~
- le gradient de température des gaz est linéaire de l'entrée à la
sortie
T7(X) = •
où 0 < X < V
Le choix d'un gradient l i n é a i r e est f a i t pour des raisons de s impl i -
f i ca t ion . En effe t , plusieurs études montrent que l e prof i l de tempéra-
ture axial pour une longue chambre est mieux représenté par un polynôme
d'ordre 2 ou par une fonction exponentielle (Kocaefe et a l , 1986, Selcuk
et a l , 1976, Hutchinson 1975, Dolezal, 1967, Gurwich et Blokh,1956).
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La distribution axiale de température stipule une valeur moyenne
pour la section perpendiculaire à l'écoulement. Afin de mieux représen-
ter la valeur moyenne de la température de flamme adiabatique T_. près du
brûleur, une moyenne sur la section est fa i te . L'équation proposée est:
TFA = —r / / T(r)rdrdd (3.66)
avec: —(Tv A —Te)
T(r) = [ FA E)r + TFA (3.67)
rH
où 0 < r < rH
L'expression run
intégration, nous obtenons:
ru désigne le rayon hydraulique de la section. Après
TFA (3.68)
section
Cette équation signifie qu'une pondération 1/3, 2/3, est faite res-
pectivement pour la température de flamme adiabatique maximale et la tem-
pérature du pourtour prise comme celle des réfractaires.
L'appendice E présente l'expression de l'équation du bilan d'énergie
en tenant compte d'un gradient de température dans les gaz de la chambre.
Une équation auxiliaire est ajoutée pour la température moyenne des gaz
dans la chambre. Les aires d'échange dirigé sont calculées sur la base
de cette température moyenne des gaz !"„.
T7 = TFA 2+ TlS = \TFA + \TE + \T15 (3-69)
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3.3»** La conservation de la quantité de mouvement
La solution complète de l'écoulement dans la chambre demeure un su-
jet complexe et coûteux en temps d'ordinateur. Cette complexité augmente
car nous avons à tenir compte à la fois de la turbulence et d'une com-
bustion.
Une présentation détaillée des modèles d'écoulement 2-D et 3-D étu-
diés est donnée dans Khalil, 1983-
Compte tenu des objectifs visés, la solution de cette équation n'est
pas fa i te . Un profil d'écoulement frontal est supposé. Pour les modèles
conçus pour la prédiction des taux de transfert de chaleur moyen dans la
chambre de combustion, le profil d'écoulement n'a pas un effet assez
important sur les taux obtenus pour qu' i l soit nécessaire d'en tenir
compte d'une façon rigoureuse (Palmer et Beer, 1974, Hottel et Sarofim,
1967).
De plus, l'expérience montre que, dans le cas d'un écoulement fron-
tal couplé à une réaction de combustion considérée instantanée, le profil
axial de température suit une décroissance monotone allant du brûleur
vers la cheminée (Hottel et Sarofim, 1965, Sarofim, 1962).
Le module de la vitesse axiale moyenne d'écoulement sans recircula-
tion est estimé par l'équation suivante:
Y^ ntMj
_ ^ A
V = ~^ (3.70)
I>
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Les expressions n , M., p. représentent respectivement, le débit mo-
la i r e , la masse molaire et la masse volumique de l 'espèce i s'écoulant
dans la chambre de combustion.
Le terme A représente l ' a i r e de la section perpendiculaire à l 'écou-
lement, soi t :
A = L7L7L (3-71)
Admettons que les gaz s'écoulant dans l a chambre sont les produits
de la combustion, l ' a i r d ' i n f i l t r a t i on humide, l ' azo te de brassage et l e
chlore de fluxage. On trouve comme vitesse moyenne d'écoulement:
_ --. —v,^ + n2MHiO + n3MOa + h4MN7 + h5Mcl7\ (3.72)
PCO, + PH-,0 + PO, + PN? + PCI? IA V 7 2O  j  2 lj
Les expressions des débits molaires n. (i=1à5) sont données plus tôt
dans le texte.
A chaque changement d'opération du four, une nouvelle vitesse est
calculée pour tenir compte de la variation des débits de gaz d'une opé-
ration à l 'autre . Les expressions des masses volumiques sont proposées
par Kreith et Black, 1980, Gokcen, 1975.
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3.t Le métal
Le domaine du métal est l e volume occupé par le métal liquide et
sol ide.
3.4.1 La conservation de l 'énergie
La présence du phénomène de fusion du métal solide oblige à tenir
compte du problème de changement de phase, aussi connu sous le nom de
problème de Stefan.
Deux approches peuvent être u t i l i s ées . (1) la méthode des transfor-
mations de coordonnées (Gupta et Kumar, 1985), (2) la méthode de l ' en-
thalpie (Tremblay, 1986, Pham, 1985, Civan et Sliepcevich, 1984). Nous
utilisons la deuxième dans ce modèle. Les principaux avantages de cette
méthode sont les suivants:
i) Aucune condition particulière ne doit être sa t i s fa i t e à la frontiè-
re de changement de phase.
i i ) Aucune recherche particulière n 'es t nécessaire pour déterminer la
position de l ' in te r face .
i i i ) Les états ne sont pas considérés séparément. L'état est déterminé
par l 'enthalpie du métal.
60
iv) La masse vol unique et la chaleur massique du métal sont considérées
comme variables avec la température sans qu'on ai t à déterminer ces
variations, puisqu'elles sont implicites dans celles de l 'enthalpie
du métal.
Soit 3 une région dans l'espace Euclidien 1R. Supposons que l ' i n -
terface mobile solide-liquide r puisse être décrite en termes d'une fron-
tière régulière F (x,t) définie comme suit (Elliot et Ockendon, 1982).
un interface
T ={(X,t)GQx(Q,T)\F(X,t) = 0}
le liquide
fî+ ={(I,i)efix(0,r)|F(I,t) > QctT{X,t) > TF}
le solide
n~ = {{x,t)enx{o,r)\F{x,t) < oe
et 1 équation
u r u fi- = n x (o,r)
(3.73)
pour 0 < t < T
Nous couplons les hypothèses suivantes à l ' équat ion de conservation
de l ' éne rg ie exprimée en termes des propr ié tés locales (éq. 3.4)
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Hyp. 11 : Le champ de vec teur v i t e s s e e s t n u l , c ' e s t - à - d i r e q u ' i l n ' y a
pas de termes de t r a n s p o r t dans l e méta l l i q u i d e :
~V = 0 \/F{X,t) (3-74)
Hyp. 12: Le flux massique total est nul:
J. = 0 WF(X,t) (3-75)
L'équation s'écrit:
È.{PÛ) = - ( V . , 1 (3-76)
Admettons que l e flux d 'énergie "q e s t uniquement dû à la conduction
thermique représenté par l ' équa t ion (3 .9 ) .
De plus , admettons une équation d 'énergie pour l a phase sol ide (S)
et l iquide (1) . On trouve comme équation de conservation é c r i t e en t e r -
mes de p, C, T :
P{Ts)C{Ts)jTs = (V.fc(rs)Vrs) (3-77)
pour F{X,t) < 0
(3.78)
pour F{X,t) > 0
Les phases, liquide et solide, sont séparées par l'interface r dé-
finie comme suit:
F{X,t) = 0 (3.79)
Les conditions frontières de Stefan qui permettent de tenir compte
du saut d'énergie entre les deux (2) phases, sont données par Ozisik,
1980:
Ts{X,t) = Ti(X,t) = TF à F(X,t) = 0 (3.80)
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e t
 ksVTs • VF - ktVT, • VF = -pL-^F (3.81)
pour F{X,t) = 0
L'enthalpie volumique H de la phase solide est définie comme l'en-
thalpie sensible:
H{T) = / p(T)C(T)dT pour T < TF (3.82)
Pour la phase liquide, on ajoute l'enthalpie latente (Voiler et
Cross, 1981):
H{T) = /
 P(T)C(T)dT + pL pour T > TF (3.83)
Notons que l'enthalpie volumique n'est pas définie pour la tempéra-
ture de fusion T .
De la règle de Leibniz sur la dérivation sous l ' intégrale, on t i re :
f - i f • ><^ <r>§
La transformée de Kirchhoff de la conductivite thermique permet de
tenir compte d'une variation de la conductivite thermique avec la tempé-
rature. Elle est définie ainsi (Elliot et Ockendon, 1982)
8(T) = / k(T)dT Vr (3.85)
Utilisant à nouveau la règle de Liebniz, le gradient de la transfor-
mée s'exprime par:
V0 = ^Lvr = k(T)WT (3.86)
dT
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Substituons les équations (3.84 et 3.85) dans les équations (3.77 et
3.78). Nous obtenons une seule équation d'énergie valable pour les deux




Les propriétés physiques p, C, k sont considérées variables en tem-
pérature dans l 'équation ci-haut.
La solution de l'équation (3.87) est possible en connaissant les
relations entre la température T, l 'enthalpie volumique H et la transfor-
mée de Kirchhoff de la conductivité thermique G.
Les propriétés p,C,k de l'aluminium (unités S.I.)
La chaleur massique C:
Tremblay, 1986 et Moses, 1978 proposent:
C{T) = 0.459T + 767, 250 K < T < 933.15 K (3.88)
C{T) = 1.09 x 103 , 933 .15 A* < T < 1500 A' (3.89)
La conductivité thermique k:
Tremblay, 1986 et Touloukian, 1970 proposent:
fc(T) = -8.65 x 10~7r2+6.26 x 10"4r +2.26 (3.90)
pour 250 K < T < 933.15 K
_ -1.23 x 10"Tr2+5.89 x 10~4T +0.465 (3.91)
pour 933.15 K < T < 1500 K
La masse volumique p:
Tremblay, 1986 et Touloukian, 1973 proposent:
p(T) = -2.19 x 10-4T2+0.104T + 2666 (3.92)
pour 250 K < T < 933.15 K
p(T) = -0.3935T +2756.8 (3.93)
pour 933.15 K < T < 1500 K
Les polynômes T(H), H(T) et 0(H), (Tremblay, 1986)
Pour l ' en thalp ie volumique les polynômes sont:
H{T) = -0 .04r 3 + 652T2 + 2.04 x 106T - 2.44 x 109 (3.94)
pour 250 K < T < 933.15 K
H{T) = -214T2 + 3 x 106T - 2.61 x 109 + pL (3.95)
pour 933.15 K < T < 1500 K
La chaleur latente de fusion est:
PL = 9.53 x 108 j /m3 (3.96)
Pour la température les polynômes s'écrivent:
T(H) = 2.77 x 10"27iî3 - 2.01 x 10"17iï2 + 3.13 x ÎO" 7^ + 933 (3.97)
pour H < 0
T(H) = 2.34 x ÎO- 2 7^ 3 + 2.563 x 10"18iï2 + 3.744 x 10"7if" + 571.7 (3.98)
pour H > pL
T{H) = 933.15 K, pour 0 < H < pL (3.99)
Finalement, pour la transformée de Kirchhoff de la conductivité
thermique, nous avons les polynômes suivants:
9(H) = -8.938 x 10-15JÏ2 + 6.605 x 10"5iï - 152 (3.100)
pour H < 0
6{H) = 3.768 x 10-15#2 + 2.773 x 10-5tf - 2.978 x 104 (3.101)
pour H > pL
9{H) = 0 , pour 0 < H < pL (3.102)
3.^.2 La conservation de la quantité de mouvement
La solution de l'équation n'est pas fa i te . En effet, nous admettons
que la convection naturelle joue un rôle de seconde importance au niveau
du bilan d'énergie.
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Un modèle à deux (2) dimensions, tenant compte du terme de transport
dans l'équation d'énergie, a montré que la convection naturelle peut ac-
célérer jusqu'à un facteur deux (2) le temps de fonte d'un bloc solide
(Tremblay, 1986).
Cependant, des tests faits sur différentes geometries et différentes
températures de préchauffage du solide ont montré que cet effet de la
convection naturelle peut être réduit considérablement dans le cas de
geometries simples (se rapprochant de 1-D et avec des températures de
préchauffage élevées), et le facteur 2 ci-haut mentionné, est réduit à
1.1,1.2 (Simard, 1987).
Afin de tenir compte de la convection forcée lors d'un brassage à
l'azote ou d'un fluxage au chlore, nous utilisons une fonction mathéma-
tique calibrée expérimentalement. Cette fonction simule le brassage for-
cé de la façon suivante:
L'énergie est redistribuée spatialement afin de diminuer le gradient
de température avec le temps de brassage. L'appendice F présente l 'algo-
rithme de simulation du brassage ainsi que la fonction mathématique cali-
brée.
3.4.3 La conservation de la masse
La simulation débute avec une masse de liquide et/ou solide détermi-
née. L'équation est écrite en termes des propriétés globales. Admettons
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la présence d'une seule espèce chimique soit l'aluminium. De plus, aucu-
ne production d'aluminium n'apparaît dans le four. Finalement, considé-




— M8 = m 1 2
(3.103)
Les indices inférieurs 1 et 2 représentent l 'entrée et la sortie de
métal.
Les entrées sont le métal liquide ajouté durant l'introduction du
métal en fusion et les métaux d'alliages ajoutés durant l'introduction
des métaux d'alliages.
La sortie est l'écume produite lors de l'écumage du four. Nous ad-
mettons que les propriétés thermiques de l'écume sont celles de l'alumi-
nium. Notons que les entrées et sorties sont traitées comme des événe-
ments ponctuels, à l'exception du métal en fusion pour lequel un algori-
thme existe afin de tenir compte de l'ajout d'une masse importante de
métal pendant un temps déterminé. L'appendice G présente cet algorith-
me.
3.5 Le plancher, la voûte et les murs du four
Le plancher est constitué de la paroi multicouehe inférieure du four
qui débute à l'endroit du niveau de métal lorsque le four est plein. La
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voûte et les murs du four sont pris comme une seule composante du four.
Cette paroi débute à l 'endroit du niveau de métal et englobe toute la
partie supérieure du four.
3.5.1 Les propriétés physiques des parois équivalentes thermique-
ment
Chaque paroi multicouche est prise comme une seule couche de maté-
riau aux propriétés équivalentes. Les propriétés équivalentes calculées
sont exprimées par les équations suivantes:
Pour l'épaisseur équivalente du plancher ainsi que la voûte et les
murs , on obtient :
I 1 4 = L3 + L3+L4 + L5 (3.104)
•£l5 = L»M + LgM + LIOM + L-iiM (3.105)
L'indice inférieur (M) signif ie les murs par opposition à la voûte
(V). Notons que nous admettons que chaque paroi peut être composée au
maximum de quatre (4) couches de matériaux différents.
Les masses équivalentes s'expriment par:
Mi
 4 = M2 + A/3 + M4 + A/5 (3-106)
11 10
A/15 = £ M W * + £ A / V * (3-107)
On remarque que la voûte n 'es t composée que de t ro i s (3) couches de
matériaux différents, comparativement à quatre (4) couches pour les
murs.
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La conductivité thermique de la couche équivalente, représentant le




On note la présence d'un facteur de correction YM qui peut permet-
tre l'ajustement final de la conductivité thermique équivalente afin de
tenir compte de l 'état réel des matériaux, des résistances de contact et
des infiltrations possibles du métal dans le plancher. La valeur de TH
est calibrée en se basant sur l'observation expérimentale de la tempéra-
ture extérieure du plancher.
La conductivité thermique équivalente des murs et de la voûte est
calculée par l'équation:
( h ) (R + R \
 ( 3 1 0 9 )
\ AF
avec les équations suivantes:
R15M = ^ ^M. b°M k-UK. (3.110)
A F M
i L9y . Liov
Ri5V = iaz ^ *i°iL (3.111)
4
= AFM + AFV (3.112)
Les indices inférieurs FM et FV sont respectivement la surface exté-
rieure des murs et de la voûte.
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Les chaleurs massiques équivalentes sont évaluées à partir des équa-
tions suivantes:
= ( 3 n 3 )
M 1 4
Cls =







(3.116)M 1 5pis =
A15 = A F (3.118)
Finalement, les diffusivités thermiques équivalentes sont évaluées à
partir de la définition de la diffusivité thermique soit:
( 3
-
1 2 0 )
Les valeurs spécifiques des propriétés physiques de chacune des cou-
ches de matériaux sont présentées à l'appendice H. Notons qu'elles sont
prises comme variables avec la température.
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Le fait de définir des parois thermiquement équivalentes, qui sont
vues comme une seule surface plane vis-à-vis l'écoulement de la chaleur,
permet d'adapter le modèle à différentes geometries de four tout en con-
sidérant des pertes à travers les parois.
3.5.2 La conservation de l'énergie
L'équation est écrite en termes des propriétés locales. C'est l ' é -




-l = kV2T (3-121)
Considérons deux (2) dimensions, soit le temps et une direction de
propagation de la chaleur. L'équation s 'écri t :





Un des buts poursuiv is en modél isat ion mathématique cons i s t e à r e -
p résen te r , l e plus fidèlement po s s i b l e , c e r t a i n s phénomènes r é g i s par des
l o i s physiques. C 'es t pourquoi l ' é v a l u a t i o n des paramètres physiques,
jugés de première importance, nécessite une attention particulière.
L'émissivité hémisphérique totale de surface du métal et celle des
réfractaires, sont deux (2) paramètres de première importance. Ils ré-
gissent les taux de transfert d'énergie vers leur environnement. Ce sont
ces mêmes taux de transfert d'énergie qui doivent retenir particulière-
ment notre attention, car i ls traduisent directement un des buts visés
lors de l'opération d'un four, soit le gain en énergie du métal.
4.1 Propriété relative à l'émetteur: l'émissivité
L'émissivité est une propriété spectrale et directionnelle pour une
surface donnée. Dans la plupart des calculs d'ingénierie, on s'intéresse
davantage aux propriétés directionnelles moyennes pour toutes les direc-
tions. On définit l'émissivité spectrale hémisphérique comme le rapport
entre l'émittance de la surface à cette longueur d'onde et température, à
celle du corps noir à cette même longueur d'onde et température:
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L' in tens i té spectrale I(X,e,<t>,T) est représentée sur la figure 4.1
n
dA
Figura 4.1: L'Intensité spectrale de l'élément da surface dA
L' intensi té spectrale I(X,9,<|>,T) es t donnée par l 'équat ion suivan-
t e :
dA co* êdùdX (4.1)
On calcule 1'émissivité hémisphérique totale avec l'équation sui-
vante: _ f™£{2Tr,\,T)Eb(\,T)d\ (4 i2)
°^ r2irr2ir
£ 7r
' ' ~ Eb(\,T) ~ J^x Ib(\,T) cos e sine ded<i>
Rigoureusement, l a connaissance de l ' i n t e n s i t é en fonction ae e et
$ es t nécessaire pour l 'évaluat ion de e(2ir,t,T) par l 'équat ion 4.2 Ce-
pendant, dans le cas des surfaces diffuses (ex. : les réf rac ta i res) l ' i n -
tens i té est f on c t i o n du cos inus de e (Loi de Lambert). De plus,
admettons une surface non-Lambertienne, i l est possible dans la plupart
des cas, de négliger la dépendance de l ' i n t e n s i t é vis-à-vis de
l ' angle $.
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M. 2 Les surfaces métalliques
L'approche complètement théorique pour la prédiction de l'émissivité
hémisphérique totale d'une surface métallique plane, est connue pour les
surfaces parfaitement réfléchissantes (sans couches d'oxyde mince ou im-
puretés d'autre sorte). Nous référons le lecteur à Touloukian, 1970 pour
une revue complète des modèles existants, ainsi qu'aux approches u t i l i -
sées. Essentiellement, on util ise la théorie de propagation d'une onde
électromagnétique associée à la loi de Descartes pour la réfraction lors-
qu'elle change de milieu de propagation. Ensuite, on uti l ise les défini-
tions de la réflexion et on calcule les coefficients de réflexion p et de
transmission t . L'émissivité est alors déduite de la connaissance de ces
deux (2) paramètres.
Finalement, les paramètres retenus pour l'expression des différentes
émissivités sont la résistivité électrique du métal, ainsi que la tempé-
rature de surface.
Le cas idéal d'un métal est bien peu réaliste en ce qui concerne les
fours de métal chaud. En réal i té , des processus chimiques complexes d'o-
xydation apparaissent sur la surface exposée aux gaz de combustion.
De plus, l'agitation forcée du métal favorise la formation d'une
écume épaisse. Typiquement, la surface du métal, pendant le chauffage et
avant l'écumage du four, est divisée en une surface lisse d'oxyde mince
située sous la flamme, ainsi qu'une surface d'écume épaisse plutôt près
des bords du four.
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La proportion relative de ces deux (2) surfaces dépend intimement
des modes opératoires du four.
Dans ce modèle, c'est l'approche empirique qui est uti l isée pour
paramétriser l'émissivité de surface du métal.
Les valeurs proposées par les auteurs sont utilisées pour construire
une régression linéaire simple mettant en évidence l 'effet de la tempéra-
ture pour l'aluminium solide et liquide, et de la couche mince d'oxyde
pour l'aluminium liquide seulement.
Le tableau 4.1 présente les droites utilisées pour prédire l 'émissi-
vité normale totale de l'aluminium solide et liquide.
Solide
' 1 . Poli e ( 0 , t ) - 6.6 X 10~5 T + 0.040




e(0, t )« 2.0 X lO"*1 T + 0.0156'
(199°C < T < 599°C)
3. Fortement
oxydé
e(O, t )= 2.7 X 10~4 T * 0.101
(93°C < T <




e ( 0 , t ) = -9.M X 10~4 T * 1.150
(277°C < T
Liquide 5. Mince couche
d'oxyde
d'épaisseur e
( 0 , t ) - 6.6 X 10~5 T + 3.1 X 102 e + 0.106 (THIBAULT, 1986)
(TOULOUKIAN, 1970)
(660°C < T < 7OO°C)
(o < e < 1 X 10~3 m)
Tableau 4 .1 : Modèles empiriques pour la prédiction de l ' émi s s iv i -
té normale t o t a l e de l'aluminium
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Les travaux de Schmidt et Eckert, 1935 permettent de déduire l ' émi s -
s i v i t é hémisphérique à pa r t i r de l a connaissance de l ' émis s iv i t é normale.
Pour les conducteurs thermiques, l e tableau 4.2 montre les valeurs du
rapport de l ' émiss iv i té hémisphérique à l ' émiss iv i t é normale pour chaque



















Tableau «.2: Rapport entre l'émlsslvlté hémisphérique et l'émissl-
vlté normale pour les surfaces métalliques
II faut noter la faible plage de température investiguée dans le cas
du métal liquide. C'est pourquoi la valeur prédite par la relation est
fréquemment une extrapolation.
Finalement, le tableau 4.3 montre les valeurs extrêmes obtenues avec
























Tableau 4.3: Pourcentage d'erreurs associées à la prédiction de
l'émlsalvite de surface du métal
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4.3 Les surfaces réfractaires
L'approche théorique, pour la prédiction de 1'émissivité hémisphéri-
que d'une surface rugueuse, non-homogène et absorbante, demeure un sujet
complexe et difficile à t ra i ter .
Compte tenu des buts initiaux, c'est l'approche empirique qui est
utilisée dans ce modèle. Le réfractaire considéré est composé principa-
lement d'alumine Al?0 et de sil ice SiO? .
Les résultats de Michaud, 1951 sont utilisés pour mettre en évidence
l'effet de la dimension des grains notée y, de la teneur en fer Fe?0- no-
tée [Fe] et de la température, T. La relation à trois (3) variables ob-
tenue est l'équation suivante:
e{n,[Fe},T) = 2.33 x 10"V +8.4 x 10"2[Fe]-2.161 x 10~4T +0.501 (4.4)
Les limites d'application sont:
0 < n < 100 iim]
0 < [Fe] < 2.9 % \ (4.5)
1010C < T < 1565 C )
La température de surface des ré f rac ta i res dans l a chambre de com-
bustion est fréquemment infér ieure à 1010°C. Nous u t i l i sons l a r e l a t i on
en extrapolat ion. Cette r e l a t ion est obtenue par l e l issage de droi te à
pa r t i r des données provenant de Michaud, 1951 et tabulées par Hottel et
Sarofim, 1967.
78
Les valeurs extrêmes obtenues avec l a r e l a t i on , a insi que les pour-
centages d'erreur associés sont présentés dans l e tableau 4.4 qui s u i t .
(u, [Fe],T)
(100, 2 . 9 , 1010)











Tableau 4.1: Pourcentage d'erreurs associées I la prédiction de
l'émisslvlté de la surface des réfractalres
4.4 Algorithme pour les sous-modèles de l'émissivité
Pour le métal, la température de surface est calculée pour le pas de
temps suivant. Si la température calculée est supérieure à la températu-
re de fusion, le modèle pour l'aluminium liquide est u t i l i sé . Par con-
tre , lorsque la température est inférieure à la température de fusion, un
des quatre (4) modèles pour l'aluminium solide est u t i l i sé . Le choix du
modèle pour le solide constitue une entrée du simulateur.
Pour les réfractaires, un seul modèle est disponible. La températu-
re, au pas de temps suivant, est évaluée et utilisée dans la relation
pour l'émissivité des réfractaires. Notons que les paramètres te l s , l ' é -
paisseur de la couche d'oxyde mince du métal e, la dimension des grains \i
et la teneur en fer [Fe] demeurent fixes pendant la simulation. Ils
constituent des entrées initiales au modèle mathématique principal.
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4.5 Les modes opératoires du four
L'exécution d'une fournée consiste en plusieurs opérations successi-
ves entre le chargement i n i t i a l du métal et l 'obtention de l ' a l l i age dé-
s i r é , répondant aux cr i tères pour la coulée des l ingots .
Les opérations considérées par le modèle constituent la fournée ty -
pique pratiquée fréquemment au centre de coulée visé par l ' é tude . Les
modes opératoires simulés par le modèle sont:
O.n période de chargement du métal solide
1.n période de chauffage
2.n période d'attente
3.n période d'ajout du métal en fusion
4.n période de brassage forcé
5.n période d'ajout des métaux d'alliage
6.n période de fluxage
7.n période d'écumage
Le chiffre précédent chaque période p.n. est constitué de la période
en question p (0 à 7) , ainsi que du nombre d'apparitions de cette période
dans la simulation n.
Toutes les durées des périodes sont spécifiées au début d'une simu-
lation. Les seules périodes avec le brûleur ouvert sont les cycles de
chauffage 1.n. Notons, que, pendant le transfert du métal en fusion, i l
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est possible d'ouvrir le brûleur pendant une durée variable inférieure ou
égale à la durée du transfert . De plus, l'ouverture d'un nombre quelcon-
que (entier £ 5) de portes peut avoir lieu pendant les périodes 4.n, 5.n,
6.n, 7.n. A ce moment, la durée d'ouverture des portes est variable et
peut être inférieure ou égale à la durée totale de la période en ques-
tion.
Voici les caractéristiques propres à chacune des périodes:
O.n. - période de chargement du métal solide
Aucun calcul des taux de transfert de chaleur n'est fait pendant
cette période. Sa durée est uti l isée seulement pour l'estimation des
taux de refonte et du temps total de la simulation.
1.n. - période de chauffage
Au début de la simulation, le choix du profil de température des gaz
est fait (voir 3.3-3.1 et 3.3.3.2). Pendant toutes les périodes de
chauffage de la simulation, le même profil de température des gaz est
u t i l i sé .
2.n - période d'attente
Le four est en attente, c'est-à-dire qu'aucune manipulation n'appa-
raît sur le four. Cette période permet de tenir compte d'un délai entre
deux opérations successives sur le four. Les taux de transfert d'énergie
sont calculés.
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3.n - période d'ajout de métal en fusion
Le brûleur peut être ouvert ou fermé pendant le transfert du métal
en fusion. Notons que le transfert du métal s'effectue progressivement
et proportionnellement.
L'algorithme de l'ajout du métal en fusion est présenté à l'appendi-
ce G.
M.n - période de brassage forcé
Le débit d'azote N_ est spécifié. L'algorithme de brassage uti l isé
est présenté à l'appendice F.
5.n - période d'ajout des métaux d'alliage
Nous admettons que la masse des métaux d'alliage est négligeable et
peut être négligée dans le calcul du bilan global d'énergie. Cette pé-
riode peut être vue comme une attente avec la distinction qu'il est pos-
sible de considérer l'ouverture des portes du four.
6.n - période de fluxage
Elle est identique à la période 4.n. Cependant, on considère la
présence du chlore Cl plutôt que l'azote N dans le bilan d'énergie des
gaz.
7.n - période d'écumage
On admet le retrait d'une masse d'écume prise à la température de
surface du métal et de même propriété que l'aluminium liquide. Cette
masse participe au bilan d'énergie du métal du four.
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M.5.1 Chronologie des périodes simulées
L'ordre retenu dans la succession des périodes est le suivant:
0.1 période de chargement du métal solide
1.1 préchauffage du solide
2.1 période d'attente avant le transfert du métal en fusion
3.1 période du transfert du métal en fusion
1.2 période de chauffage du métal solide et liquide
2.2 période d'attente avant le brassage préliminaire à l'azote
M.1 période du brassage forcé à l'azote
2.3 période d'attente après le brassage préliminaire à l'azote
1.3 période de chauffage avant la coulée
préparation du four
2.4 période d'attente avant l'ajout des métaux d'alliage
5.1 période d'ajout des métaux d'alliage.
6.1 et/ou 4.2 période de brassage à l'azote et/ou de fluxage au
chlore
7.1 période d'écumage du four
2.5 période d'attente avant la coulée
Pour annuler une période quelconque, un délai très court (> 0) est
spécifié (ex, 10 secondes). Une opération particulière, qui consiste à
brasser à l'azote en continu, est possible pendant les périodes 3.1 et
1.2. Pour chacune de ces périodes en brassage continu, on spécifie le
débit de l'azote de brassage et on utilise le même algorithme de brassage
et la même fonction mathématique simulant le brassage.
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4.5.2 Les c r i t è r e s d ' a r r ê t de la simulation
Trois (3) pos s ib i l i t é s sont retenues comme c r i t è re s d ' a r r ê t en opé-
ra t ion normale du modèle. Premièrement, l e temps to ta l de l a s imulat ion,
c ' e s t - à - d i r e que chaque période es t exécutée avec l e délai p r e s c r i t .
Deuxièmement, l a température moyenne du métal l iquide et troisièmement,
la température à l'emplacement choisi pour l e thermocouple de contrôle du
brûleur.
I l faut noter que, pour les options (2) et (3) , l e sol ide doit ê t r e
entièrement fondu pour appliquer la condition d ' a r rê t et poursuivre avec
la préparation du four.
La préparation du four englobe les périodes 2.4, 5 .1 , 6.1 et /ou 4.2,
7.1 et 2 .5 .
CHAPITRE 5
RESOLUTION NUMERIQUE
Dans ce chapitre, nous présentons les différentes parties du four
ainsi que les équations différentielles à solutionner. Par la suite,
nous montrons la discrétisation numérique util isée, les conditions ini-
tiales et aux limites.
Pour l'opérateur différentiel, la dérivation numérique centrale
avant et arrière conventionnelle est ut i l isée. Pour l 'intégration numé-
rique, nous utilisons la méthode explicite d'Euler-Gauchy (James et al ,
1977).
Compte tenu des objectifs de départ, le choix d'une méthode explici-
te pure s'avère approprié. Une étude comparative des méthodes numériques
d'intégration est faite par Thibeault, 1985, pour l'équation de diffusion
en transfert de chaleur. La méthode explicite pure consomme moins de
temps d'ordinateur que les autres méthodes tout en donnant une bonne pré-
cision.
5.1 La chambre de combustion
5.1.1 L'équation d'énergie
L'équation (3-61) discrétisée par rapport au temps (v), écrite en
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termes de la température moyenne des gaz !„ est:
V,C-V - T7") Q frpW+1 rpU+1 rpv+ll EV u+l (5.1)
L'équation ci-haut est implicite pour la variable T,v+1 Nous u t i -
lisons la méthode numérique de Newton-Raphson (Carnahan et a l , 1969) cou-
plée à la méthode de Gauss-Jordan pour trouver la valeur de
r i f i e l 'équation.
qui vé-
La condition in i t ia le T est déterminée par l ' u t i l i sa t ion de la même
méthode en admettant un terme d'accumulation nul, soit :
ir v c = 0 (5.2)
L'algorithme uti l isé pour déterminer la température moyenne des gaz





Lecture des conditions initiales
Calcul de Tf, N.R. avec
(équation 5.2)
Calcul des taux de transfert de chaleur
Q0D,QOS,Q0T
(équations 3.57,3.58 et 3.51)
Écriture des résultats
v = v + 1
Calcul de TD,T%
(équations 3.97,3.98,3.99 et 5.18)
Calcul de Tf, N.R. avec ^ je 0
(équation 5.1)
Calcul des taux de transfert de chaleur
QÎ,QB,Q?
(équations 3.57,3.58 et 3.51)
Écriture des résultats
NON
N.R. : Méthode numérique de
Newton-Raphson
*• : Nombre d'incréments de
pas de temps <lt
Figura 5 .1 : Algorithme pour évaluer l a température moyenne des gaz
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Le modèle avec gradient axial de température dans le gaz est solu-
tionné pour la température de sortie des gaz T . L'algorithme demeure
valide; i l s'agit simplement d'ajouter l'équation de la température mo-
yenne des gaz (éq.3.69) à l'équation d'énergie.
Lorsque la correction, pour la température radiative effective des
gaz T est utilisée, l'algorithme s'applique à nouveau. A ce moment, on
[ K




L'équation différentielle partielle à solutionner s'écrit:
dJL = EL (5.3)
dt dX* V '
Sous une forme d i s c r é t i s é e dans l ' e s p a c e ( i ) e t dans l e temps ( v ) ,
on t r o u v e comme é q u a t i o n :
d é r i v é e c e n t r a l e au noeud i
ffr+1 - Bï _ ' m - 2ff + ff-i
 ( 5 4 )
At ~ A I 2
dérivée avant au noeud i
Hrl-Hï _ e?+2 - ™hi + *r (5.5)
At ~ AX2
dérivée arrière au noeud i
m
 = 2B? - 56U + MU - °U (5<6)
At AX2
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L'utilisation des dérivées avant et arrière est nécessaire à la sur-
face du métal, ainsi qu'au fond à l'interface métal-plancher. Le trans-
fert du métal en fusion est incrémental par couche de métal équivalente à
la distance inter-nodale ini t ia le . Cependant, la dernière couche de sur-
face ajoutée n'a pas nécessairement une épaisseur égale à cette distance
inter-nodale notée AX, compte tenu de la masse totale arbitraire de métal
en fusion transférée. Pour les deux (2) premiers noeuds de surface, les





La discrétisation dans l'espace est choisie de manière à admettre un
noeud aux frontières supérieure et inférieure du métal. Pour les noeuds
limites (de surface et interface du plancher), on utilise les équations
(5.5 et 5.6) respectivement. Pour les autres noeuds, on utilise une dé-
rivée centrale (éq. 5.4).
Au début de la simulation, toutes les températures nodales sont spé-
cifiées; elles constituent la condition ini t ia le .
Les conditions aux limites du type Neumann sont déterminées. Nous
avons Q^  et Q^CO, ce dernier représentant le taux dans le plancher,
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près du métal, au premier noeud. L'algorithme pour la solution de
l'équation d'énergie s 'écrit:
( Début )
v = 0
Lecture da condition* i
7?(i) ' = 1,2,3
Calcul do tnthalpia nodalu
tf,°(i)«= 1,2,3 ,.V,
(équations 3.94 et 3.95)
Calcul da condition* aux limita
<Î'O.<??.<1)(équation* 3.57 et 5.19)
Calcul d« trauforméa d« KircnhofT nodala
Si(i)im 1 ,2 ,3 , . . .
 tNt
(*qualion« 3.100,3.1014.102 rt 5.11,5.12)
Éaitnn d«t riralUU
Calcul im «thalpta
* ; ( • ) • « 1 . 2 , 3 , . . . , * .
(équation 5.4J.5 «t 5.«)
Calcul do conditiooa aux limit»»
<?ï>.<îï,(l)
(equation! 3.57 »t 5.19)
Calcul def tranifuiuxAci de Kirchhoff nodala
«ï(«)t = 1,2.3 N,
(équation! 3.100.3.1014.102 et 5.11,5.12)
Ecriture da réiultau
•' Nombre d'incrément» de
pas de temps A<
: Nombre de noeuds total
dani le métal
Figure 5.2: Algorithme pour la solution de l'équation d'énergie dans l e métal
90
Le calcul de la transformée de Kirchhoff est fait par les polynômes
(3.100, 3.101 et 3.102) pour le solide et liquide. Cependant, à la sur-
face du métal et à l 'interface du plancher, on fait apparaître les condi-
tions aux limites dans la transformée.
En effet, de l'équation (3.86), on trouve:
AVd = Ak{T)VT = Q (5.9)
Dans l ' e s p a c e à une dimension, l ' é q u a t i o n ( 5 . 9 ) s ' é c r i t :
de Q
dX A (5.10)
L'équation (5.10), discrétisée et appliquée au noeud de surface et au
noeud à l 'interface métal-plancher s ' éc r i t :




Les équations (5.11 et 5.12) sont u t i l i s é e s pour l e calcul de 9^( 1 )
b
et Q,(N,). Notons que le facteur 1000 de proportionnalité tient compte
des unités propres à 0 et Q
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De l a connaissance des enthalpies H,( i ) et transformées de Kirchhoff
0 ? ( i ) nodales , on peut t i r e r l e s expressions des taux de t r ans fe r t de
b
chaleur Qc(j ) inter-nodaux et températures T^(i) nodales. Notons que les
températures et les taux de t r ans fe r t de chaleur sont ca lculés à t i t r e
d ' in format ions supplémentaires. Seule l a température de surface T,(1) =
T^ est u t i l i s é e pour l e calcul du t r ans fe r t de chaleur vers l e métal Q .
Le calcul des taux de transfert de chaleur est fait à partir de
l'équation (5.10). Sous une forme discrétisée dans l'espace et le temps,
l'équation peut s'écrire:
Pour j = 1 jusqu'à Nfi-1
nv(-\ _ A 6 (flto' + 1)-*«(J')) (5.13)
y*v> 1000 AX
Les températures nodales sont déduites directement des polynômes
enthalpiques T (^Hg) (éq. 3.97, 3.98, 3.99)
5.3 Le plancher, l ' a i r sous le four et les fondations
L'équation différentielle partielle parabolique à solutionner est
l'équation de diffusion de Fourrier sans sojjrce d'énergie.
^ = k^T (5.14)
at
\ une dimension dans l'espace, l'équation s 'écrit ,







 = Qi- <?r+1 (5.i8)
avec:
Q».
 = h*-{Tr -T?+i) (5.19)
Mi = AXAp = AVp (5.20)
L'équation (5.18) est celle retenue pour la solution numérique de
l'équation (5.14).
Au début de la simulation (t=0), comme condition i n i t i a l e , nous spé-
cifions toutes les températures nodales T.j.Ci) (i = 1 ,2, 3 . . . N. j,-1). Nous
admettons qu'à t=0 le plancher du four a at teint le régime é tab l i . Ainsi
une distribution linéaire des températures est admise entre la températu-
re à l ' interface métal-plancher T ^ d ) et la température extérieure de la
0
surface du plancher TD.
D
Initialement, nous tenons compte de la condition aux limites Q_,. La
D
méthode numérique de Newton-Raphson est u t i l i sée pour trouver la tempéra-
tu re de surface TD qui vérifie le bilan d'énergie de la dernière couche
massique M en contact avec l ' a i r . L'équation suivante, implicite pour
Tn, est solutionnée:
D
\4 — 1) - Tg) 0 0 0 0 , , » . ,
= QB^B^A^I) (5-21)A.
représente la température nodale en noeud précédant le
noeud de surface où est mesurée TD.
D
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Le taux de transfert de chaleur du plancher Q^, vers la fondation de
D
béton et l 'air , est constitué d'une partie radiative Q^  „ et d'une partie
D , H
convective Q^ . Les pertes du plancher par radiation sont représentées
D, C
par l'équation obtenue pour l'échange radiatif d'une enceinte à deux sur-
faces grises, diffuses, remplies d'un gaz non-absorbant non-émetteur,
soit l'équation suivante (Kreith et Black, 1980):
*" V (5-22)
\£BA
L'expression du taux de transfert de chaleur par convection naturel-
le du plancher vers l ' a i r , Qg
 c > est basée sur la relation:
Nuf = - j - = C{GrfPrf)n (5.23)
Nu représente le nombre de Nusselt pris à la température T . Dans les
conditions normales d'opération du four étudié, le nombre de Rayleigh
(Ra) pour l ' a i r sous le four vaut approximativement:
4.1 x 10" < Ra < 7.2 x 1011 (5.24)
pour





Le mode de transfert de chaleur par convection naturelle est dans le
g
domaine turbulent (Ra > 10 ) . Les valeurs de C et n de l 'équat ion
(5.21), proposées par Fujii et Imura, 1972, dans le cas d'une surface




 , pour 105 < Ra < 1011 (5.26)
n = 1/5
Nous considérons le plancher du four comme horizontal. Afin de te -
nir compte de l'inclinaison d'une paroi par rapport à la verticale, Fujii
et Imura, 1972, proposent pour une surface chaude dont le vecteur normal
pointe vers le bas:
1/4Nuf = 0.56 {GrfPrf cos t/>) 7 (5.27)
Dans ce cas, la température du film Tf est définie:
Tf = -JB + \TX (5-28)
3
 4 4
tandis que le coefficient de dilatation volumique 8 est évalué à la
température T donnée par:
\TX + -TB (5.29)
4 4
Ces équations s'appliquent pour <^M5
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Des équations (5.23 et 5.26), on trouve l ' express ion du coefficient
de t ransfer t de chaleur moyen par convection du plancher vers l ' a i r :
^ (5.30)
L'équation ci-haute , exp l ic i t ée pour l e nombre de Grashof et admet-
tant un nombre de Prandtl égal à 0.71, peut s ' é c r i r e :
Pour l ' a i r à la pression atmosphérique, l ' express ion entre parathè-
ses évaluée pour une température de film de 40 C à 100 C, var ie au maxi-
mum de 1Ï. La valeur moyenne retenue e s t :
Moy (kf ( ; f)1 / 5) - L056 (
pour
40 C < Tf < 100 C
L'expression obtenue, pour l e taux de t r ans fe r t de chaleur par con-
vection du plancher vers l ' a i r s ' é c r i t :
QByC = 0 . 5 7 x l 0 - 34^ ( ^ f l - ^ ) 6 / 5 (5-33)
LB
Finalement, l 'expression complète e s t :
QB = 0.57xl0-34^(^-ri")6/5 + 7 r Z EIB 7 EhA r ^ r- (5.34)
LB (i—££ + i + i—ÎA)
\£BAB
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La longueur caractéristique LR est prise comme la moyenne des lon-
gueurs des côtés de la surface du plancher.
Le taux de transfert de chaleur à la surface de la fondation de bé-
ton sous le four s'exprime comme suit:
= 0.57 x 1 0 - 3 4TF ( 2 7 - TJ08/5 + QB,R (5-35)
LA
Nous supposons, dans l'équation ci-haute, que l'enceinte de béton
entourant le plancher du four peut être vue comme une seule surface plane
horizontale équivalente. L'aire de la surface horizontale équivalente A.
est l ' a i re de toute l'enceinte de béton. Notons que la partie radiative
a comme expression exactement celle du plancher. En effet, nous considé-
rons l ' a i r sous le four comme transparent.
L'air sous le four est représenté par une seule température moyenne
T vu qu ' i l y a présence de turbulence. L'équation du bilan d'énergie,
appliquée à cette masse d'air en terme des propriétés globales, s 'écri t :
= QB,C-QA,C (5-36)
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L'équation ci-haut discrétisée dans le temps (v) devient:
jCp — — = Qa c ~~ QA C [O.ol )
At '
Notons que seule la convection naturelle participe à l'accumulation
d'énergie de cette masse d'air considérée emprisonnée sous le four.
Finalement, l'équation (5.18) est solutionnée pour la fondation de
béton sous le four. Nous admettons une épaisseur équivalente de béton L_
où apparaît un transfert de chaleur non-nul. Au-delà de cette couche
équivalente, la température lointaine des fondations est considérée cons-
tante pour toute la durée de la simulation. L'équation de diffusion dis-
crétisée et appliquée au niveau du béton s 'écri t :
rpu+l _ rpu
M n _A â. — nv nv (^ "îsi
Le taux de t ransfer t de chaleur inter-nodal Q^ a comme expression:
Qo = %^(^-r0) (5.39)
To est prise comme constante.
On se souvient que pour l e plancher du four, les conditions aux l i -
mites sont du type Neumann. A l ' i n t e r f ace métal-plancher, l e taux de
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t r a n s f e r t de chaleur imposé e s t Q^CN^-I). A la surface ex tér ieure du
plancher on impose QD.
Pour l ' a i r sous l e four, les conditions aux l imi tes sont du type
Neumann. On impose les taux de t r ans fe r t de chaleur QB et Q..
Finalement, pour la fondation de béton, les conditions aux l imi tes
sont mixtes (du type Cauchy). On impose un taux de t r ans fe r t de chaleur
à la surface Q et une température fixe Tn à l ' a u t r e extrémité .
L'algorithme pour la solut ion numérique des équations précédentes
pour l e plancher du four, l ' a i r et l e béton sous l e four se présente com-
me su i t :
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( Début )
Lecture det conditions initiaia
-Plancher : T?,(i) (i = 1 , 2 , 3 iV14 - 1), T%
(distribution linéaire)
-Air :T?
-Béton : TJ et To
Calcul de T% corrigée
(N.E. equation 6.2I)
Calcul de» taux de transfert de chaleur
-Plancher : Q%(j) (j = 1,2,3 yu - 1), Q%
(équations 6.19 et 5.34)




-Plancher: 77«fs) (i = 1,2.3
(équation 5.1S)
•Air : Tf (équation 5.37)
-Béton : TJ (équation 5.38)
Calcul det températures nodalet
- 1 ) , TB
ï
Calcul des taux de transfert de chaleur
-Plancher: Q\A(j) (j = 1.2.3 .YM - 1), Q"B
(équations 5.19 et 5.34)
-Béton : Q"A,Qo (équations 5.35 et 5.39)
N.R. : Méthode numérique de
Newton-Raphson
v : Nombre d'incréments de
pas de temps A(
: Nombre de noeuds dans
le plancher équivalent
Figura 5.3: Algorithme pour évaluer les températures du plancher
et 30U3 l e four T , u T- T, T,
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5.4 Les murs et la voûte
L'approche u t i l i sée est essentiellement la même que celle pour le
plancher. L'équation différent iel le par t ie l le (5.14) doit être solution-
née. La discrétisation numérique spatiale (i) et temporelle (v) est re-
présentée par l 'équation (5.18). L'équation u t i l i sée s ' é c r i t :
HUJsU
 = Q^i) - Q^i + 1) (5.40)
Les e x p r e s s i o n s d e s t a u x de t r a n s f e r t de c h a l e u r Q^ ( i ) , a i n s i que
d e s c o u c h e s m a s s i q u e s M . , s o n t l e s mêmes q u ' a u p a r a v a n t ( é q . 5 .19 e t
5 . 2 0 ) .
Comme pour le plancher, nous utilisons la condition aux limites Q
pour déterminer la température T vérifiant le bilan d'énergie de la der-
nière couche en contact avec l ' a i r . L'équation suivante, implicite par
la variable T , est solutionnée avec la méthode numérique de Newton-
Raphson au début de la simulation:
LA .A
T (N. -1) représente la température nodale au noeud précédent le
noeud de température T .
Le taux de transfert de chaleur des murs et de la voûte vers l 'envi-
ronnement Q , se décompose en une part ie radiative Q et une partie
F r , K
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vconvective Q . Pour la pa r t i e r ad i a t i ve , nous utilisons l'approche
simplifiée de l'échange radiatif entre un petit corps gris convexe (le
four), vers une enceinte plus grande grise entourant le peti t corps (la
bâtisse).
L'équation (5.22) s'applique en admettant que le rapport de la sur-
face du corps à celle de l 'enceinte tend vers zéro (A /^A +0). On trouve
l'expression qui sui t :
QF<R = <TEFAF(TVFA -TG4) (5.42)
Pour la convection naturelle, on distingue la contribution des murs
verticaux, Q^  , de celle de la voûte horizontale Q^  .. . En opération
b , U ,M t , L > , V .
normale, le nombre de Rayleigh pour l ' a i r ambiant entourant l e four vaut
approximativement:
5.2 x 10n < Ra < 9 x 1011 (5.43)
pour
38 C <Tf < 88 C
Le mode de transfert est dans le domaine turbulent. Pour la contri-
bution des murs verticaux, les valeurs de C et n de l 'équation (5.23),
proposées par Warner et Arpaci, 1968, sont:
C =
 °;10 , pour 109 < Ra < 1013 (5.44)
n = 1/3
En appliquant le même raisonnement pour l 'obtention de l 'équation
(5.30), on trouve:
QF,C,M = 1 . 10x l0 - 3A F )M ( ^ -T 1 2 ) 4 / 3 (5.45)
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Pour la contribution de la voûte à la convection naturelle en régime
turbulent, Fujii et Imura proposent les valeurs suivantes de C et n pour




 , pour 8 x 106 < Ra < 10" (5.46)
n = 1/3
Par un raisonnement analogue, à l 'obtention des équations (5.33 et
5.45), on trouve:
QFCV = 1.65 x lu"3AFV(TF - T12)4/3 (5.47)
Finalement, on trouve pour le taux de transfert de chaleur to ta l Q ,^
des murs et la voûte vers l'environnement:
QF = (1.10 x 10~3AF,M + l-65 x IO~3AFiv){TF - Tu)
+ aeFAF (TVF - TG 4) (5.48)
On note que les températures de l ' a i r T1 „ et des murs de l 'usine To
\ d. G
au voisinage du four sont prises comme constantes pendant toute la durée
de la simulation.
Cela signifie que l'environnement du four est considéré comme un
puits d'énergie parfait. Nous admettons que l ' a i r ambiant est transpa-
rent .
Les conditions aux limites sont du type Neumann. En effet, on impo-
se le taux de transfert de chaleur total vers la surface des réfractai-
res , Q_ et les pertes atmosphériques du four par les surfaces extérieu-b, v
res Q^.
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L'algorithme pour l a solut ion de l ' équa t ion de conduction (éq. 5.14
et 5.^0) dans les r é f r a c t a i r e s , const i tuant l ' e nce in t e des gaz de combus-
t ion , se présente comme s u i t :
( Début )
v - 0
Lecture des conditions initiales,
v!?.(«) (' = 2,3,4,...,iV,,-l), 2?
Calcul de Tjf corrigée
(N.R. équation 5.41)
Calcul des taux de transfert de chaleur
Qlv.QîtU) U = 1,2,3, . . . .W, - 1), QF
(équations 3.57,5.19 et 5.48)
Écriture des résultats
±
u = v + 1
Calcul des température nodales
v,TMi)(i = 2,3A JV , , - l )
(équation 5.40)
Calcul des taux de transfert de chaleur
<?£v.<?u.(»(; = 1-2.3 iVis-1) , QF
(équations 3.57,5.19 et 5.48)
Écriture des résultats
NON
N.R. : Méthode numérique de
Newton-Raphson
" : .Vombre d'incrément! de
pas de temps At
N\i : Nombre de noeuds dans
la paroi équivalente
Figure 5.4: Algorithme pour évaluer lea températures dans les ré-
fraotalres des murs et de la voûte T£ T^ T?
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5.5 Critère de convergence et stabilité numérique
Dans cette section, nous présentons le critère de convergence u t i l i -
sé pour la méthode numérique de Newton-Raphson, suivi des conditions de
stabili té numérique des équations algébriques explicites représentant
l'équation différentielle partielle parabolique de diffusion de la cha-
leur .
Pour une présentation plus complète et une discussion de la consis-
tance, convergence et s tabi l i té des méthodes numériques, nous référons le
lecteur aux ouvrages spécialisés. Pensons notamment à la définition de
la stabili té dite de Von Neumann (Lapidus et Pinder, 1982). Une erreur
ini t iale , représentée par une série de Fourrier, est introduite. On étu-
die la croissance ou la diminution de cette erreur dans le temps.
Le critère de convergence utilisé pour la méthode numérique de
Newton-Raphson est le suivant:
— 6 s* ~~~ s 1 (\ — 3J
- < eps pour 10~6 < eps < 10~3 (5.49)
L'indice supérieur gauche i représente l ' i térat ion considérée. En
guise d'exemple, pour eps = 10 , on admet qu'une variation de l'ordre du
dixième de 1? est non significative. En moyenne, notons que u. est de
l'ordre de 102 à 103.
Dans le métal, nous utilisons la méthode de l'enthalpie pour la
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solution de l'équation de diffusion de la chaleur. Ainsi, nous faisons
usage de la formulation enthalpique H et de la transformée de Kirchhoff
de la conduotivité thermique 9, plutôt que la température T.
Néanmoins, nous utilisons l'approche de Kreith et Black, 1980, pour
la stabili té numérique. La variable dépendante dans cette approche est
la température T plutôt que les variables H et 9.
Pour la méthode explicite pure à une dimension dans l'espace, afin
d'être en accord avec le premier principe de la thermodynamique, i l faut
satisfaire le critère suivant:
Aux noeuds centraux:
Fo < 1/2
Le nombre de Fourier est défini comme suit
(AX)2
<t> représente la diffusivité thermique définie à l'équation (3.119).
Pour les noeuds aux limites considérés non-adiabatiques, on définit
un coefficient de t ransfer t de chaleur global h . I l est évalué comme
suit à la limite j :
*i = * rrrQj rr, (5-52)
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T représente la température, à l'extérieur du domaine considéré,
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u t i l i s é e pour le calcul du taux de transfert de chaleur Q.. On note que
le coefficient hr inclut tous les modes de transfert contribuant à l 'ex-
pression du Q.. De plus, les nombres de Fourier et de Biot sont définis
positifs dû à la convention adoptée pour le sens de l'écoulement de la
chaleur. Le cri tère de s t ab i l i t é numérique devient, en considérant un
noeud limite j :
FOi(l + Bij) < 1/2 (5.53)
Le nombre de Biot est calculé comme sui t :
Bij = HF^ (5-54)
Une fois la discrétisation spatiale déterminée (c 'est-à-dire AX
choisi), nous appliquons l'équation (5.53) comme cri tère de s t ab i l i t é
pour tout le domaine constituant du métal. Le cr i tère t ient compte de la
condition aux limites de Neumann à la surface du métal. I l s'avère le
plus sévère des critères admissibles à ce domaine. L'équation (5.53)
ADMécrite en terme de l'incrément de temps admissible At devient:
A,ADM _ ^ Y 6 (c = = \
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Notons que pour une valeur nulle de hr, on retrouve l e cr i tère de
s tab i l i t é pour les noeuds centraux (éq. 5.50).
Nous effectuons un raisonnement analogue pour les autres interfaces
rencontrés, soit A,B,E,F. Nous trouvons:




2è 1+H9AL°)£<PA I -L H 7 I




à l ' intérieur de la chambre de combustion à l ' interface D (gaz-
métal) :
équation (5.55)




a l'extérieur du four, à l'interface F (air ambiant-paroi du
four) :
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Après le calcul des cinq (5) incréments de temps admissibles aux
interfaces, le choix final demeure le plus petit d'entre eux. Compte
tenu du fait que les calculs des critères de stabil i té sont basés sur les
valeurs initiales au début de la simulation, le choix d'un incrément,
plus petit que celui prévu par la théorie, est souhaitable.
La demie valeur de l'incrément théorique admissible permet de garder




Dans ce c h a p i t r e , nous ana lysons l e s r é s u l t a t s ob tenus avec l e modè-
l e .
Une validation du modèle est fai te. Par la suite, nous effectuons
d'autres simulations afin de prédire les avantages ou désavantages rela-
tifs à certaines pratiques particulières rencontrées dans l'opération
d'un four de ce type.
6,1 Validation du modèle
On peut résumer en cinq (5) étapes la procédure suivie pour l ' u t i l i -
































Modélisation : construation du modèle
t
Paramétrisation : initialisation des variables
t
Validation : vérification du modèle à
• modèle valide
Simulation : interrogation du modèle
t
Recommandation : amélioration à
apporter au système
t/ . \\ Fln )
Sophistication
du modèle
Figura 6.0: Algorithme de validation at d'utilisation du modale
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Pour la validation, nous utilisons les données disponibles recueil-
lies lors d'une campagne de mesures effectuée sur le four de l'étude
(Stevens et al , 1986).
La validation constitue une étape essentielle puisqu'elle permet
d'identifier l 'applicabilité et la f iabil i té du modèle.
Les données expérimentales utilisées sont:
1- La température du thermocouple de contrôle du brûleur situé à
quelques dizaines de centimètres sous la surface du métal.
2- Le gradient de température dans le métal liquide mesuré avant la
préparation du four.
3- La température des gaz mesurée à l'entrée de la cheminée et à
quatre (4) mètres plus haut dans la cheminée.
4- La température dans les réfractaires de la voûte à quelques cen-
timètres de profondeur (3 à 10 cm).
5- Les températures de la surface extérieure du plancher dis t r i -
buées dans l'axe du brûleur.
6- Les températures de la surface extérieure des murs distribuées
sur tout le périmètre du four.
I l l
6.1.1 Initialisation des variables
La procédure détaillée pour l'initialisation d'une simulation est
présentée à l'appendice I. Nous présentons dans cette section l ' ini t ia-
lisation particulière pour la fournée utilisée pour la validation.
Les fichiers utilisés sont:
- FOUR__A.DAT: II contient la géométrie et les propriétés
physiques du four A de l ' é tude .
IN IT V.DAT: II contient les paramètres physiques carac-
térisant la simulation particulière de la
validation V.
- FACT_F_FOUR_A.DAT: II contient les facteurs de forme, surface
vers surface du four A pour l'échange radia-
tif dans la chambre de combustion.
- GAZ_REEL.DAT: II contient les coefficients utilisés pour le
modèle du gaz réel (voir appendice B).
- FOURNEE_V.DAT: II contient les détails particuliers pour la
fournée simulée qui est utilisée pour la va-
lidation.








































AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE DE BETON SOUS LE FOU»
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE DU PLANCHEE SOUS LE FOUR
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE DU PLANCHER A L'INTERFACE METAL
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE DU HETAL
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE DES REFRACTAIRES DANS LA CHAMBRE DE COMBUS.
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE EXTERIEURE DES MURS DU FOUR
AIRE EQUIVALENTE DE LA SURFACE EXTERIEURE DE LA VOUTE DU FOUR
LARGEUR EQUIVALENTE DE LA SURFACE DU BETON SOUS LE FOUR
LARGEUR EQUIVALENTE DU PLANCHER DU FOUR (PERPENDICULAIRE A L'AXE DU BRUL.)
LONGUEUR TOTALE DU FOUR (AXE DU BRULEUR)
HAUTEUR DES MURS DU FOUR (DU PLANCHER DE L'USINE AU SOMMET DU FOUR)
LONGUEUR MOYENNE DU COTE DE LA SURFACE DE LA VOUTE (LC + L7D/2.
EPAISSEUR EQUIVALENTE DE LA COUCHE DE BETON SOUS LE FOUR
EPAISSEUR DE LA COUCHE D'ACIER EXTERIEURE DU PLANCHER
EPAISSEUR [iU PAPIER ISOLANT 'FIBERFAX' DU PLANCHER
EPAISSEUR DE LA COUCHE DE 'PLICAST LMI-20' DU PLANCHER
EPAISSEUR DE LA COUCHE DE 'PLICAST AL-TUFf 3100 SPECIAL' DU PLANCHES
HAUTEUR INTERIEURE DE LA CHAMBRE DE COMBUSTION
LARGEUR INTERIEURE DE LA CHAMBRE DE COMBUSTION
EPAISSEUR DE LA COUCHE INTERIEURE DE 'PLICAST K-L HIX' DES HUR8
EPAISSEUR DE LA COUCHE INTERIEURE DE 'PLICAST K-L MIX' DE LA VOUTE
EPAISSEUR DE LA COUCHE DE 'PLIVAFORM BOARD' DES MURS
EPAISSEUR DE LA COUCHE DE 'PLICAST VERILITE' DE LA VOUTE
EPAISSEUR DE LA COUCHE DE 'K FAC 19 BLOCK INSULATION' DES NUR8
EPAISSEUR DE LA COUCHE D'ACIER EXTERIEURE DE LA VOUTE
EPAISSEUR DE LA COUCHE O'ACIER EXTERIEURE DES MURS
COUCHE INEXISTANTE DANS LA VOUTE
EMISSIVITE HEMISPHERIQUE TOTALE DE LA COUCHE DE SURF
EHISSIVIÏE HEMISPHERIQUE TOTALE DE LA COUCHE DE SURF
EMISSIVITE HEMISPHERIQUE TOTALE DE LA COUCHE DE SURF
EMISSIVITE HEMISPHERIQUE TOTALE DE LA COUCHE DE SURF
CONDUCIIVITE THERMIQUE DU BETON SOUS LE FOUR
MASSE VOLUMIOUE DU BETON SOUS LE FOUR
CHALEUR MASSIQUE DU BETON SOUS LE FOUR
MASSE D'AIR SOUS LE FOUR
COEFFICIENT POUR TENIR COMPTE DE L'ENTREE DES GAZ PAR LE BRULEUR (<16)
FACTEUR DE FORME POUR LA RADIATION DE LA SURFACE DE BETON VERS LE PLANCHER
DU BETON SOUS LE FOUR
DU PLANCHER DU FOUR
DES MURS ET LA VOUTE































































POURCENTAGE EN POIDS EN METHANE DANS LE GAZ (Z)
POURCENTAGE EN POIDS EN ETHANE DANS LE GAZ (Z)
POURCENTAGE EN POIDS EN PROPANE DANS LE GAZ (Z)
POURCENTAGE EN POIDS DU BUTANE DANS LE GAZ (Z)
COEFFICIENT D'ABSORPTION DU QAZ CLAIR (*ta*a)-l
COEFFICIENT D'ABSORPTION DU PREMIER GAZ GRIS (itaAa)-l
COEFFICIENT D'ABSORPTION DU DEUXIEME GAZ GRIS (ataAa)-l
COEFFICIENT D'ABSORPTION DU TROISIEME GAZ GRIS (ataAa)-l
TEMPERATURE MOYENNE D'ENTREE DU COMBUSTIBLE (K)
TEMPERATURE MOYENNE D'ENTREE DE L'AIR DE COMBUSTION (K)
TEMPERATURE MOYENNE D'ENTREE DE L'AIR D'INFILTRATION (K)
DEBIT DE L'OXYGENE 02 D'ENRICHISSEMENT (kaol/t)
DEBIT DE L'AIR D'INFILTRATION (PENDANT LA PREPARATION AVEC PORTES OUVERTES) (kaol/s)
DEBIT DE L'AIR D'INFILTRATION (BRULEUR FERME ET PORTES FERMEES) (kaol/l)
CONSTANTE UTILISEE POUR LA FONCTION MATHEMATIQUE DE BRASSAGE (OxTVAROl) (NB)
CONSTANTE UTILISEE POUR LA FONCTION MATHEMATIQUE DE BRASSAGE (O-<VAR<«1> (NB)
CONSTANTE UTILISEE POUR LA FONCTION MATHEMATIQUE DE BRASSAGE (O-<VAR<«1> (NB)
NOEUD UTIL. COMME POSITION DE LA IEHP. DU THERMO. (N6/3+VAR,VOIR PROGRAMME) (NB)
NOEUD UTIL. COMME POSITION DE LA TEMP. DU THERMO. (N6/3»VAR,VOIR PROGRAMME) (NB)
NOEUD UTIL. COMME POSITION DE LA TEMP. DES REFRACTAIRES DANS LA CHAMBRE (NB)
HUMIDITE ABSOLUE <NB)
PRESSION MOYENNE DANS LA CHAMBRE DE COMBUSTION (ata)
CONSTANTE POUR LE CALCUL DE LA TEMP. ADIABATIQUE DE FLAMME (VOIR PROGRAMME) (NB)
CONSTANTE POUR LE CALCUL DE LA TEMP. ADIABATIQUE DE FLAMME (VOIR PROGRAMME) (NB>
COEFFICIENT POUR LA CORRECTION DE LA CONDUC. THERMIQUE EOUIV. DU PLANCHER (NB)
COEFFICIENT POUR LA CORREC. DE LA CONDUC. THERMIQUE EOUIV. DES MURS ET VOUTE(NB)
COEFF. POUR LA CORREC. DE L'EHISSIVITE HEMIS. TOTALE DE L'ALUM. LIQUIDE (NB)
COEFF. POUR LA CORREC. DE L'EHISSIVITE HEMIS. TOTALE DES REFRACTAIRES (NB>
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FICHIER D'ENTREE POUR LE SIMULATEUR
DU FOUR SE METAL CHAUD
FICHIER DU FOUR A (REGIME TRANSITORE)
FICHIER D'INITIALISATION DE LA SIMULATION
TEMPS REQUIS POUR LE CHARGEMENT (?)
MASSE DE METAL LIQUIDE DU PIED RESTANT <•?>
TEMPERATURE DU METAL LIQUIDE DU PIED (C)
MASSE DES REBUTS SOLIDE <V3>
POURCENTAGE DE VIDE DANS LE SOLIDE (POROSITE <.2 VOIR PROGRAMME) (FRACTION)
TEMPERATURE DU METAL SOLIDE AJOUTE (C)
DEBIT DE COMBUSTIBLE AU BRULEUR POUR LE PRECHAUFFAGE <» 3/h>
EXCES D'AIR (FRACTION)
DUREE DU PRECHAUFFAGE (s)
DUREE DU REPOS APRES LE PRECHAUFFAGE (s)
MASSE DE METAL EN FUSION AJOUTEE <V3>
TEMPERATURE DU METAL EN FUSION (C)
DUREE DU TRANSFERT DU METAL EN FUSION (s)
CHAUFFAGE DURANT LE TRANSFERT (0/N)
DEBIT DE COMBUSTIBLE AU BRULEUR POUR LE CHAUFFAGE PENDANT LE TRANSFERT (« 3/h)
EXCES D'AIR (FRACTION)
DUREE DU CHAUFFAGE PENDANT LE TRANSFERT (s)
BRASSAGE EN CONTINU PENDANT LE TANSFERT (0/N)
BRASSAGE EN CONTINU PENDANT LE CHAUFFAGE DU METAL SOLIDE ET LIQUIDE (0/N)
DEBIT DE COMBUST. AU BRULEUR PENDANT LE CHAUFF. DU METAL SOLIDE ET LIQUIDE (• 3/h)
EXCES D'AIR (FRACTION)
DUREE DU CHAUFFAGE DU METAL LIQUIDE ET SOLIDE (s)
DUREE DU REPOS AVANT LE BRASSAGE PRELIMINAIRE (s)
DUREE DU BRASSAGE PRELIMINAIRE (s)
DEBIT D'AZOTE POUR LE BRASSAGE PRELIMINAIRE (• 3/»m)
TEMPERATURE DE L'AZOTE POUR LE BRASSAGE (C)
NOMBRE ET DUREE D'OUVERTURE DES PORTES PENDANT LE BRASSAGE PRELIMINAIRE (NP,s)
DUREE DU REPOS APRES LE BRASSAGE PRELIMINAIRE (s)
DEBIT DE COMBUSTIBLE POUR LE CHAUFFAGE AVANT LA COULEE ( • 3/h)
EXCES D'AIR (FRACTION)
DUREE DU CHAUFFAGE AVANT LA COULEE (s)
DUREE DU REPOS AVANT L'ADDITION DES METAUX D'ALLIAGE («>
NOMBRE ET DUREE D'OUVERTURE DES PORTES PENDANT L'ADDITION DES METAUX (HP.s)
DUREE DU BRASSAGE A L'AZOTE PENDANT LA PREPARATION (?)
DEBIT D'AZOTE POUR LE BRASSAGE (• 3/.ir.)
DUREE DU DEGAZAGE AU CHLORE PENDANT LA PREPARATION (<)
DEBIT DE CHLORE POUR LE DEGAZAGE <• 3/ain)




































NOMBRE ET DUREE d'OUVERTURE DES FORTES PENDANT LE BRASSAGE ET/OU LE DEGAZAGE(NB,s>
MASSE DE L'ECUME ENLEVEE
DUREE DE L'ECUMAGE
NOMME ET DUREE D'OUVERTURE DES PORTES PENDANT L'ECUMAGE DU FOUR
DUREE DU REPOS APRES L'ECUMAGE
NOMBRE DE NOEUDS DANS LES MURS ET LA VOUTE
NOMBRE DE NOEUDS DANS LE METAL
NOMBRE DE NOEUDS DANS LE PLANCHER
NOMBRE MAXIMAL D'ITERATIONS POUR LA METHODE NUMERIQUE DE NEWTON-RAPHSON
CRITERE DE CONVERGENCE POUR LA METHODE NUMERIQUE DE NEUTON-RAPHSON (< . lE -3>
CRITERE D'ARRET DE LA SIMULA. (O'AUCUN,l 'TEMP. HOT. METAL,2=TEMP. THEKMOC.)
TEMPERATURE DE REFERENCE POUR LE TAUX DE REFONTE DE L'USINE
TEMPERATURE LOINTAINE DANS LES FONDATIONS DE L'USINE
TEMPERATURE DE SURFACE DES MURS DU FOUR ET FONDATIONS DE L'USINE (BETON)
TEMPERATURE HOrENNE EXTERIEURE DE LA VOUTE ET MURS DU FOUR
TEMPERATURE MOrENNE INTERIEURE DES REFRACTAIRES DANS LA CHAMBRE DE COHBUS.
TEMPERATURE HOrENNE INITIALE DES GAZ DANS LA CHAMBRE (ESTIMEE)
CORRECTION POUR LA TEMP. DES GAZ (O-AUCUN,1^HOTTEL,2-GRADIENT DANS LE GAZ)
TEMPERATURE MOrENNE DES REFRACTAIRES A L'INTERFACE METAL
TEMPERATURE MOYENNE DE SURFACE EXTERIEURE DU PLANCHER DU FOUI
TEMPERATURE MOYENNE DE L'AIR AMBIANT SOUS LE FOUR ET DANS L'USINE
MODELE D'EMISSI . HEMISPHERIQUE TOTALE DU SOLIDE ( 1 , 2 , 3 , 4 VOIR LE PROGRAMME)
EPAISSEUR HOYENNE DE LA COUCHE D'OXYDE DE SURFACE DU METAL LIQUIDE
TENEUR EN F»203 DES REFRACTAIRES DANS LA CHAMBRE DE COMBUSTION
DIMENSION MOrENNE DES GRAINS DANS LES REFRACTAIRES DE LA CHAMBRE DE COMBUS.
IMPRESSION DES TEMPERATURES (OU I - 1 ,NQN = O )
IMPRESSION DES TAUX DE TRANSFERT DE CHALEUR
IMPRESSION DES TAUX D'ACCUMULATION D'ENERGIE
IMPRESSION DES ENERGIES ACCUMULEES
IMPRESSION DES EFFICACITES ENERGETIQUES
IMPRESSION DES FACTEURS PHYSIQUES
IHPRESSION DES SORTIES GRAPHIQUES
INCREMENT DE TEMPS (HABITUELLEMENT < 3 s )
INTERVAL D-IMPRESSION DES RESULTATS (NOMBRE D'INCREMENT)
(k.9)
( « )
































En guise de comparaison, la figure 6.1 présente le débit du combus-
t ible in i t ia l i se dans le fichier FOURNEE_V.DAT et le débit mesuré expé-
rimentalement. La série de le t t res figurant sur le graphique constitue la
légende pour les cycles d'opération du four. Chaque cycle est représenté
par un segment de droite d'une longueur proportionnelle à la durée. La
légende est la suivante:
A: période de préchauffage du métal solide et liquide
B: période d'ajout du métal en fusion
C: période de chauffage du liquide et solide
D: période de brassage à l 'azote
E: période de chauffage avant la coulée
F: période d'ajout des métaux d'alliage
G: période de fluxage au chlore
H: période d'écumage du four
J: période d'attente
Notons, sur la figure 6.1, que le débit de combustible, in i t i a l i se
pour la deuxième période de chauffage E pendant le transfert du métal en
fusion, ne coïncide pas avec la mesure. Le modèle permet un chauffage,
pendant le transfert du métal en fusion, qui commence obligatoirement au
début de la période B. Pour chaque période de chauffage, la mesure du
débit de combustible est prise aux intervalles de cinq (5) minutes. Par
conséquent, i l existe une incertitude maximale de dix (10) minutes sur la
durée de chaque période.
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Une autre entrée au modèle est le débit de l ' a i r d ' inf i l t ra t ion par
les ouvertures entre les portes, aux endroits où la pression dans le four
est négative (pression plus basse que la pression atmosphérique). Egale-
ment, l ' a i r d ' infil tration par les portes ouvertes lors de la préparation
du four. La figure 6.2 montre le débit total des gaz s'écoulant dans la
cheminée, mesuré et calculé. Notons que, pendant les périodes de chauf-
fage (A,C,E), les valeurs mesurées et calculées ne coincident pas. Une
étude plus approfondie montre que la valeur calculée est réa l is te . Nous
expliquons cet écart, entre les deux valeurs, par une mauvaise lecture
expérimentale au niveau du four.
De plus, nous admettons pour cette simulation que l ' a i r d ' inf i l t ra-
tion vaut zéro pour tous les cycles avant la préparation. Pendant la
préparation (F,G,H), nous admettons que le débit de l ' a i r d ' infi l t rat ion
vaut approximativement 3.2 kg/s. Ce débit d'air entre par les portes
ouvertes et sort par la cheminée. Finalement, les mesures expérimentales
semblent indiquer la possibilité d'une ouverture momentanée d'une ou de
plusieurs portes pendant la première période d'attente J et à la fin de
la période d'ajout du métal en fusion B. Nous ne tenons pas en considé-
ration cette possibilité.
DEBIT DES GAZ A LA CHEMINEE (k3/«)
S *-* I\J CL) t U\ CD



































DEBIT DU COMBUSTIBLE (m3 /h)
* - I - f\J
en si m s



























6.1.2 Résultats de la validation
La figure 6.3 présente la valeur expérimentale et calculée pour la
température du métal, mesurée par le thermocouple de contrôle du brûleur
situé approximativement à vingt (20) centimètres sous la surface du mé-
t a l . Noter que la période de chargement du solide n 'est pas représentée
sur le graphique.
La mesure expérimentale débute approximativement à mi-chemin du cy-
cle d'ajout du métal en fusion B. Pendant la période de chauffage C, la
température calculée augmente, mais l 'effet du chauffage apparaît une
dizaine de minutes plus tard au niveau du thermocouple. Toujours pendant
le cycle C, on observe un écart maximal de 20°C entre la température me-
surée et calculée. Par la suite, l 'écart diminue jusqu'à 10°C pour la
période d'attente J qui suit le chauffage. Le brassage préliminaire D
semble être efficace car la température du thermocouple chute de 40°C
approximativement. On note que la chute de la température calculée est
plus importante. Cela nous laisse penser qu'i l est possible que le bras-
sage préliminaire expérimental n'a pas complètement uniformisé la tempé-
rature du métal liquide. La coupure de la courbe pendant la descente de
la température calculée lors du brassage n'a pas d'explication jus t i f iée .
Cela est probablement dû à la fonction mathématique de brassage.
A la fin de cette période de chauffage E, on remarque que les tempé-
ratures du métal mesurées et calculées augmentent pendant l ' a t tente J,
précédent l'ajout des métaux d'alliage F. Le thermocouple est en'retard
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d'approximativement huit (8) à dix (10) minutes sur le cycle du brûleur.
On peut expliquer ce fai t par le chauffage du métal venant des réfractai-
res de la chambre de combustion, et par la diffusion thermique du métal
de surface plus chaud vers le métal au fond plus froid. Un contrôle plus
sophistiqué du brûleur devrait tenir compte de ce délai dû à l ' ine r t i e
thermique des réfractaires et de la couche supérieure du métal.
Le fluxage au chlore G s'effectue par la sui te . Notons que le bras-
sage fait décroître la température calculée de 15°C dès les premières
minutes de brassage D. On peut imaginer que le métal liquide est bien
uniformisé après cette chute rapide. On note que la fonction mathémati-
que représentant le brassage donne de bons résultats pour reproduire cet-
te chute rapide. La section de la courbe allant de F à H montre la perte
d'énergie du métal lorsque les portes sont ouvertes. La chute de tempé-
rature expérimentale semble plus importante que celle mesurée.
Si nous estimons une incertitude de 10°C sur la mesure de tempéra-
ture par le thermocouple, le modèle prédit une température à l ' intérieur
de l ' incertitude plus des deux t iers (2/3) du temps.
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La f igure 6.4 présente l e gradient de température mesuré et calculé
avant l a préparation du four. Notons que l a comparaison ne peut ê t re que
qua l i ta t ive puisque les profondeurs où se font les mesures expérimentales
ont été estimées approximativement. Les courbes expérimentales et calcu-
lées sont en accord quant au prof i l de température obtenu.
En surface, on note une diminution du gradient dans les deux (2)
cas . Par l a s u i t e , les courbes montrent que l e gradient de température
local diminue d'un point s i tué quelques centimètres sous l a surface où i l
est maximal, jusqu'au fond du réservoi r ( i l n'y a plus de métal solide à
ce temps dans l a s imula t ion) . Le modèle indique un gradient global , pour
tout l e métal, plus fa ib le que celui mesuré. On trouve 66°C avec l e








































Figure 6.3: Graphique de la température du thermocouple dans le
métal versus l e temps de la simulation
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Figura 6.4: Graphique de l a température dans l a métal versus la
profondeur
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La figure 6.5 présente la température des gaz calculée dans la cham-
bre à l'entrée de la cheminée. En guise de comparaison, la courbe expé-
rimentale est la température des gaz mesurée dans la cheminée près de
l 'entrée. Compte tenu du fait que le point de mesure n'est pas le même
que celui du calcul, cette comparaison est plutôt faite pour mettre en
évidence la capacité du modèle à reproduire la forme en dents de scie de
la température des gaz à la sortie de la chambre.
La mesure de la température des gaz chauds, tels ceux produits lors
d'une combustion, n'est pas sans difficulté. On sait que la mesure par
thermocouple est entachée d'une erreur, souvent appréciable, causée par
le transfert de chaleur par convection et radiation vers la surface du
thermocouple, ainsi que la conduction à travers la jonction. A cela s'a-
joute l'erreur attribuée au délai ou temps de réponse de la jonction.
L'estimation de l'erreur totale est fonction également de la géométrie du
thermocouple et de la direction relative de l'écoulement des gaz vis-à-
-vis la jonction (écoulement parallèle ou perpendiculaire). Pour une
étude détaillée de l'estimation de l 'erreur, nous référons le lecteur à
Moffat, 1982. Une technique moderne pour la mesure de la température
d'une flamme consiste à étudier le spectre vibrationel et rotationel au
point de mesure d'une population chimique de référence te l le l 'azote.
L'analyse" comparative de ce spectre expérimental avec une banque mise en
ordinateur permet de déduire la température de l'espèce à ce point de
mesure. La spectroscopie Raman cohérente anti-Stokes (Cars: Coherent
Anti-Stokes Raman Spectroscopy) permet des mesures de température préci-
ses sans perturbation dans le milieu, jusqu'à une résolution tempo-
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r e l i e de dix (10) ns et s pa t i a l e de 0.1 mm . Une étude comparative des
techniques de mesure des températures montre que l ' é c a r t sur l a mesure
f a i t e avec un thermocouple p l a t i ne -p l a t i ne (14% Rhodium) pour une flamme
d'hydrogène-air, es t approximativement de -100°C par rapport à une tempé-
ra tu re Cars de référence infér ieure à 1100°C (Antcliff et a l , 1983).
Dans ce t te expérience, l e thermocouple indique systématiquement 100°C
plus bas que l a température Cars.
De plus , i l est connu que l a diminution de température des gaz dans
l a cheminée est en général rapide (Heil igensteadt , 1971). Pour t en i r
compte d'une diminution de l a température des gaz, l a courbe de tempéra-
ture calculée est décalée de 100°C vers l e bas . Cette correct ion de
100°C est basée sur l ' e s t imat ion d'un gradient de température approxima-
t i f calculé à p a r t i r de l a connaissance de l a température des gaz à qua-
t r e (4) mètres plus haut dans la cheminée.
Si nous admettons une erreur systématique maximale de 100°C sur l a
mesure expérimentale, l a température calculée et corrigée demeure supé-
r i eu re de 100 à 150°C. Certaines explications de l ' é c a r t sont envisagea-
b l e s . La simplif icat ion de la chambre de combustion à une seule zone,
pour l a méthode de zones, ainsi que l 'usage de l a température rad ia t ive
T,,.- et de s o r t i e des gaz lU , n ' e s t pas tout à f a i t adéquat pour une bon-
ne prédict ion de cet te température de s o r t i e T_Q. D ' a i l l eu r s , l ' u t i l i s a -
t ion de l a méthode de zones est entre autre pour mieux représenter l e
champ de température du gaz dans l a chambre de l ' e n t r é e à l a s o r t i e .
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La figure 6.6 présente la température mesurée et calculée dans les
réfractaires de la voûte. La profondeur choisie pour le calcul de cette
température par le modèle est de dix (10) centimètres à partir de la sur-
face intérieure. On note que le profil de température calculé répond au
cycle du brûleur A,C,E avec une amplitude légèrement supérieure à celle
mesurée. La température expérimentale, comme celle mesurée, marque un
retard de dix (10) à quinze (15) minutes par rapport à l'ouverture ou la
fermeture du brûleur, dû à l ' ine r t ie thermique des réfractaires déjà men-
tionnée antérieurement. L'écart de température maximal vaut 50°C.
Si nous estimons l 'erreur du thermocouple à 20°C, on constate que la
température calculée est plus élevée à partir de la deuxième période de
chauffage C, et continue de l ' ê t r e jusqu'à la fin. On peut expliquer cet
écart par le fait d'avoir considéré une paroi aux propriétés thermique-
ment équivalentes ou à un mauvais choix de l'emplacement pour le calcul
de cette température, alors que le gradient de température dans la voûte
est très élevé.
Compte tenu de l 'a l lure générale de la courbe obtenue avec le modè-
le, i l s'avère que l'hypothèse d'une paroi équivalente est intéressante
au niveau de la simplification, et s'applique raisonnablement dans ce
cas. On remarque que pendant la préparation du four, la baisse de la
température prédite est plus rapide que celle mesurée.
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En résumé, la température calculée oscille avec une amplitude plus
grande en réponse au cycle du brûleur. Notons que la conductivité ther-
mique effective choisie vaut 2.5 fois la valeur de celle proposée pour
les matériaux neufs par le fournisseur. Cette valeur de 2.5 provient
d'une calibration effectuée pour tenir compte de l'augmentation de la
conductivité de la voûte due à l'usure et aux supports métalliques. Cet-
te conductivité thermique plus élevée permet d'obtenir une température
moyenne extérieure de près de 200°C.
Le fait d'augmenter la conductivité thermique équivalente diminue
d'autant le nombre de Biot. Ainsi, on remarque une plus grande amplitude
de l 'oscillation de la température à l 'intérieur des réf ractaires, en
réponse à l 'oscillation de la condition à la limite qui est la températu-
re des gaz 1 (brûleur ouvert, fermé).
De plus, le nombre de Biot calculé à l'interface gaz-réfractaire
vaut approximativement:
hL 40x0.43
Bi = T - — n — - n - 5 (6/ l)
k 1.5
La valeur trouvée est trop élevée pour appliquer raisonnablement la
méthode de la capacitance groupée (B. 2 0.1) (Incropera et al , 1985).
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Figure 6.5: Graphique de la température des gaz â l'entrée de la
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Flgire 6.6: Graphique de la température dans les réfractalrea ver-
sus le temps de la simulation
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La figure suivante 6.7 montre la température moyenne calculée de la
surface extérieure des murs et de la voûte du four. Les mesures prises
avec un thermocouple de contact montrent que la moyenne des températures
extérieures des murs est approximativement de 14O°C.
Nous estimons que la température extérieure de la voûte seule est
approximativement de 100°C plus élevée, c'est pourquoi nous obtenons une
température calculée près de 190°C. Pour la dernière période de chauffa-
ge E, l'augmentation de la température est de 8°C approximativement, tan-
dis que nous observons une variation de la température de surface calcu-
lée à l 'autre extrémité de la paroi dans la chambre de 225°C.
On observe une augmentation moyenne constante de cette température.
Pendant la préparation du four, on constate une chute rapide de la tempé-
rature calculée. Une estimation à première vue du taux de décroissance,
montre que la température atteindra à nouveau la température in i t ia le 3 à
4 heures plus tard. Ce délai correspond approximativement à celui néces-
saire pour la coulée. On remarque alors que l'hypothèse du régime établi
au début de la simulation pour les réfractaires de la chambre est réal is-
te et applicable dans ce cas.
La figure 6.8 présente la température de la surface extérieure du
plancher mesurée et calculée. L'observation des mesures expérimentales
révèle une température maximale pour un emplacement correspondant au deux
tiers (2/3) du four à partir du brûleur. Pour les courbes expérimentales
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ou celles calculées, i l n'y a pas d'effet notable du cycle du brûleur.
On remarque plutôt une augmentation régulière de cette température mesu-
rée ou calculée. Dans le cas de la courbe prédite par le modèle, l 'aug-
mentation est moins rapide. L'allure générale de la courbe montre que
l'hypothèse du régime établi au niveau du plancher est applicable. Cette
augmentation plus lente de la température calculée est explicable en par-
t ie par le fait que le modèle considère la présence du métal solide sur
toute la surface exposée du plancher. En réal i té , du métal liquide beau-
coup plus chaud est en contact avec les réfractaires du plancher dès le
début de la fournée, ce qui a comme effet d'accentuer le transfert de la








Figura 6.7: Graphique da la température moyanna extérieure de la



















Figura 6.3: Graphique de la température moyanna extérieure du
plancher du four versus le temps de la simulation
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Les figures suivantes présentent les résultats obtenus avec le modè-
le pour cette validation. La figure 6.9 montre la courbe de la tempéra-
ture moyenne du métal liquide au cours de la simulation. La première
partie de la courbe, du début jusqu'au brassage préliminaire D, présente
des irrégularités qui sont expliquées par la présence du métal solide.
En effet, pour chaque fusion ou solidification d'un noeud, le calcul
de la température moyenne n'est plus fait sur la base du même nombre de
noeuds de liquide, c 'est pourquoi i l y a une oscil lation. Pour l 'autre
partie de la courbe comprise entre le brassage préliminaire et le repos
après l'écumage du four, on remarque une évolution régulière de la tempé-
rature moyenne de tout le métal ( i l n'y a plus de solide à cette pério-
de). De plus, pendant le brassage D et le fluxage au chlore G, i l n'y a
pas de variations aléatoires indésirables de la température moyenne du
liquide. Cela indique que la procédure util isée pour simuler le brassage
ne semble pas induire une erreur systématique sur la moyenne énergétique
du métal liquide. Finalement, on observe une différence approximative de
25°C entre la température indiquée par le thermocouple en fin de chauffa-
ge et la température moyenne du métal liquide.
Ce décalage de quelques dizaines de degrés est dépendent des condi-
tions d'opération. C'est pourquoi un contrôle plus sophistiqué du brû-
leur doit éviter cette incertitude au niveau de la température moyenne
qui est la variable la plus révélatrice de l ' é ta t du métal.
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Une alternative possible consiste à ut i l iser sur la même tige rigide
deux (2) thermocouples distancés raisonnablement (» Lr/2>). On calcule
ainsi un gradient de température moyen dans le métal. Ensuite, sur la
base de ce gradient, on évalue la température moyenne de tout le métal.
Cette température calculée est utilisée pour un meilleur contrôle du brû-
leur. La figure 6.10 montre la comparaison entre la mesure habituelle à
un thermocouple et la mesure à deux (2) thermocouples. Notons que les
courbes de cette figure sont calculées avec le modèle.
On voit que l'estimation de la température moyenne par cette techni-
que est plus représentative. On remarque que l 'écart entre la mesure à
un thermocouple et la température moyenne, augmente avec la progression
du chauffage avant la coulée tandis que pour la technique à deux (2)
thermocouples, l 'écart diminue avec la progression du chauffage.
L'équation de prédiction de la température moyenne à partir de deux
(2) thermocouples s'exprime comme suit:
Gfe) '
L, représente l'épaisseur moyenne du métal, L.
 o est la distance
o i , d.
(verticale) entre les thermocouples 1 et 2 sur la tige de mesure. T est
la température indiquée par un thermocouple près de la surface (0 à 10
cm), tandis que T? est celle indiquée par le thermocouple plus profond






Figure 6.9: Graphique de la température moyenne du métal liquide




























Figure 6.10: Graphique de la comparaison entre l'estimation de la
température du métal à partir de un ou deux thermo-
couples versus le temps de la simulation
360
133
La figure 6.11 qui sui t est u t i l i sée pour comparer les températures
de surface du métal et des réfractaires à cel le des gaz à la so r t i e . En
période de chauffage, les températures augmentent. On note que la tempé-
rature de surface du métal augmente approximativement de 80°C pour la
dernière période de chauffage E, c ' e s t une augmentation de 10% du début à
la fin du chauffage. La température de surface des réfractaires sui t
l 'évolution de la température des gaz avec un retard dû à l ' i n e r t i e ther-
mique tel que déjà mentionné. On remarque que pendant l a préparation du
four, la chute de température des gaz est importante comparée à une chute
plus faible de la température de surface du métal. Cela est dû à l 'ou-
verture des portes à l ' a i r d ' in f i l t ra t ion et à l ' i n e r t i e thermique du
métal qui est considérablement plus élevée que celle des gaz.
La figure 6.12 met en évidence les émissivîtes hémisphériques to ta l -
es de surface du métal et des réfracta i res .
Dans le cas du métal, on note la faible augmentation de l 'émissi vite
pendant les périodes de chauffage A,C,E.
Le choix ou l'hypothèse d'une valeur constante pour toute la durée
de la simulation est r éa l i s t e . Le modèle pour l 'émissi vite de l 'alumi-
nium peut alors être u t i l i s é pour trouver la valeur constante la plus
signif icat ive. Pour les réfractaires, les variations sont plus impor-
tantes, l ' u t i l i s a t i on du modèle d'émissi vite étant j u s t i f i é e . Notons la
variation en sens inverse de l 'émissivi te du métal et des réfractaires
lorsque la température de surface augmente.
EM ISS IV I TE HEMISPHERIQUE TOTALE
*- 1\) to V In tn




































































Les trois (3) figures suivantes 6.13, 6.14, 6.15 présentent les taux
de transfert de chaleur calculés par le modèle vers les différentes com-
posantes du four. La première figure 6.13 montre la puissance de chauf-
fage libérée dans la chambre et celle perdue dans la cheminée avec les
gaz chauds sortants. La troisième courbe est le pouvoir calorifique in-
férieur du combustible exprimé en terme d'une puissance (rapporté au dé-
bit du combustible). En période de chauffage, on observe qu'à mesure que
le temps avance, l'énergie disponible dans le combustible est de moins en
moins uti l isée dans la chambre de combustion, au profit d'une perte plus
grande dans la cheminée. On explique ce fait par l'augmentation de la
température de surface à l ' intérieur de la chambre, ce qui défavorise le
transfert de chaleur net vers ces surfaces (y compris le métal).
On observe qu'à la fin, pendant la préparation du four, la puissance
de chauffage dans la chambre devient négative. On attribue ce fait à
l'ouverture des portes et à l ' a i r d ' inf i l t rat ion.
On observe sur la figure 6.1 M, les taux de transfert de chaleur vers
le métal et les réfractaires dans la chambre. On constate une augmenta-
tion de moins en moins rapide de ce taux de transfert vers le métal en
période de chauffage.
Toujours pour le taux de transfert de chaleur vers le métal, on voit
qu'il est positif pendant toute la durée de la simulation pour devenir
négatif vers la toute fin pendant la préparation du four. D.ans le cas
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des réfractaires, le calcul du taux de transfert de chaleur nous rensei-
gne sur tous les modes de chauffage du métal. On constate que ce taux de
transfert, vers les réfractaires, diminue au profit de celui vers le mé-
ta l . I l est intéressant de noter qu'en périodes où le brûleur est fermé
(D,J,F,G,H), ce sont les réfractaires de la chambre qui chauffent le mé-
tal par radiation. Cette puissance de chauffage des réfractaires vers le
métal atteint des valeurs considérables pendant le brassage préliminai-
re.
Finalement, on remarque que pendant la préparation du four (F,G,H),
les réfractaires sont refroidis à un taux très élevé (jusqu'à -2M00 kW)
en faible partie au profit du métal, et en grande partie dû à la perte
par les portes ouvertes.





































































































































































Sur la figure 6.15 sont présentées les pertes atmosphériques du four
par les surfaces et les portes ouvertes. On observe que les pertes par
les surfaces extérieures du plancher, des murs et de la voûte sont pres-
que contantes pour toute la durée de la fournée. L'hypothèse souvent
faite des pertes atmosphériques constantes est réa l is te . Le plancher
perd approximativement 40 kW tandis que la partie supérieure du four perd
225 kW.
L'intérêt principal de cette figure est au niveau des pertes lors de
l'ouverture des portes. Pendant la préparation du four, on observe que
l'ouverture des portes est néfaste à l'accumulation de l'énergie dans le
four. L'observation à première vue des surfaces sous les courbes de la
figure, nous dit que les pertes par les portes ouvertes valent approxima-
tivement les deux t iers (2/3) de toutes les pertes atmosphériques, ex-
cluant celles par la cheminée et celles par le re t ra i t de l'écume. No-
tons que les pertes par les portes ouvertes ont un effet immédiat plus
important au niveau des réfractaires. On sait cependant que ces mêmes
réfractaires ont une participation active au chauffage du métal pendant
les cycles où le brûleur est fermé.
En admettant la possibilité de refaire la même fournée en gardant
toutes les portes fermées pour toute la durée de la simulation, on obser-
ve un gain en productivité de 2.7% en admettant une coulée de quatre (4)
heures.
L'économie du combustible, pour une même température moyenne du mé-
tal atteinte à la fin de la préparation avec les portes fermées, est de
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8.0$. On voit aisément que l'aspect énergétique à lui seul justifie le
concept de l'opération à portes fermées.
La figure 6.16 présente les efficacités de combustion, de transfert
de chaleur vers le métal et l 'efficacité globale pour la durée de la s i -
mulation. L'efficacité de combustion est définie comme le rapport de la
puissance de chauffage libérée dans la chambre sur le pouvoir calorifique
inférieur de combustible, exprimé en terme d'une puissance, soit l'équa-
tion:
n^  = -3- (6-3)
L'efficacité de transfert de chaleur vers le métal est le rapport du
taux de transfert de chaleur vers le métal sur la puissance libérée dans
la chambre. Plus précisément:
n'r =
L'ef f icac i té globale est l e produit des deux (2) précédentes. On
touve comme équation:
"comi
n ,n in sont définies en période de chauffage seulement.
On observe que l'efficacité de combustion diminue avec l'avancement
du temps de chauffage. Cela signifie entre autre que le four est de
moins en moins efficace à utiliser l'énergie du combustible. Par contre,
à l 'inverse, l'efficacité de transfert de chaleur vers le métal augmente
avec le temps du chauffage. Cette augmentation est attribuable à une
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augmentation plus rapide de la température de surface des réfractaires et
des gaz comparativement à celle du métal. L'augmentation plus rapide de
la température des réfractaires s'explique en partie par le fait que la
masse thermique est plus faible pour les réfractaires, comparativement à
celle de l'aluminium liquide. Finalement, comme la croissance de l ' e f f i -
cacité de transfert de chaleur vers le métal est plus rapide que la dé-
croissance de l 'efficacité de combustion, on observe une efficacité glo-
bale qui augmente de moins en moins rapidement pour une période de chauf-
fage.
Les pages qui suivent présentent le listage du fichier TABLE.DAT
contenant un résumé de la simulation, ainsi que le bilan énergétique de
la simulation. Le résumé présente un aperçu général de l'avancement de
la simulation sur l'écran ordinateur. Le résumé est également écrit dans
le fichier TABLE.DAT pour une référence future.
Sur l'écran d'ordinateur est écrit , à une fréquence choisie au préa-
lable, le temps en cours de la simulation, le cycle, les températures
dans le four, les taux de transfert de chaleur principaux et les effica-





















A la fin du fichier TABLE.DAT est écrit le bilan énergétique calculé
pour toute la durée de la simulation. Voici les équations utilisées pour
les bilans des composantes du four.
Bilan pour les gaz de combustion
L'énergie disponible dans le combustible est estimée à partir de
l'équation suivante:
E
 comb - !U O^,dt (6-6)





+ hc (dMe^oPCe.H.o) (6.7)
L'expression PC. représente le pouvoir calorifique inférieur du com-
bustible i sur une base massique. L'intégration sur le temps est faite
pour les périodes où le brûleur est ouvert. Notons que les PC. sont cal-
culés pour la température de référence. T° égale à 25°C.
L'énergie absorbée par le métal et les réfractaires et perdue par
les portes ouvertes notée respectivement E7 , EL et E7 s'exprime
par les équations suivantes:
/ " ' QDdt (6.8)
o
£ 7 1 5 = - / ' QEVdt (6.9)
Jo
,P = - f' Qspdt (6.10)
Jo
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L'intégration sur le temps est faite pour toute la durée de la simu-
lation.
L'énergie perdue par les gaz chauds s'écoulant dans la cheminée
s'exprime comme suit:
El,chem = - / ' ' QcKemdt (6.11)
Jo
avec pour l'expression de Q :
P
Qchem = 2_,
La somme est effectuée pour tous les gaz circulant dans la cheminée
soi t , les produits de la combustion, l 'azote pour le brassage, le chlore
pour le fluxage et l ' a i r d ' infil tration.
L'énergie accumulée dans les gaz de combustion est estimée comme
suit:
E7 = E7t-E7I (6.13)
L'état ini t ia l E au début de la simulation est évalué comme suit:
Eu = t
L'état final E s'exprime par l'équation:le
E1F = ('{QT-QEV-QEP-QD)^ (6.15)
Jo
L'expression T représente la température moyenne des gaz dans la
chambre à t=0. Notons que l'intégration sur le temps est faite pour tou-
te la durée de la simulation.
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La vérification du bilan énergétique s'effectue avec l'équation sui
vante:
M -inn i \ET D + ET is + ET p + ET chem + ET)— Ecomb\ ,R% erreur = 100 x i—! ! — ! (6.I
/
Bilan pour le métal
L'énergie contenue initialement (t=0) dans le métal liquide restant
et le solide ajouté s'exprime par l'équation suivante:
R (6.17)
La masse liquide restante est notée M,
 D tandis que celle du solide
ajouté M, . Les variations d'enthalpie A H, . sont calculées pour le
D , K D , i
métal liquide (P), et le solide (R), sur la base des polynômes
enthalpiques (éq. 3.94, 3.95) exprimés sur une base massique.
L'énergie ajoutée par le métal en fusion est calculée par l 'équa-
t ion:
(6-18)
La masse du métal en fusion est notée M, _, tandis que l ' en tha lp ie
o, r
du métal ajouté AHfi „.
L'énergie ajoutée au métal par l e t ransfer t de chaleur des gaz de
.combustion s'exprime par la valeur négative de E7 (éq. 6 .8) .
E6J = -EliD (6.19)




La masse de l'écume est notée M. . La variation de l'enthalpie par
rapport à la référence T° est exprimée sur la base de la température de
surface du métal T au moment de l'écumage du four.
L'énergie perdue par conduction vers le plancher est calculée comme
s ui t :
E6M = - r Qi{N*-l)dt (6.21)
Jo
Q6(N6-1) est le taux de transfert de chaleur dans le métal à l 'interface
du plancher.
L'énergie accumulée dans le métal, pendant la simulation, est éva-
luée de deux (2) façons différentes en guise de vérification du bilan.
La première évaluation est faite à partir des taux de transfert de cha-
leur, soit l'équation:
E6,M = - /"' (QD - Q*(N6 - 1)) dt + E6,E - E%J (6.22)
A la fin de la simulation, on évalue la température moyenne du métal
liquide et du solide restant. Le calcul de l'énergie accumulée est basé
sur l'enthalpie du métal à la fin de la simulation. On trouve l'équation
suivante:
c = M9 (~AH6,L + ^-AH6,S) - E.j (6.23)
La masse totale à la fin s'exprime comme suit:
M6 = M6iR + M6iP + M 6 ) F - M6,E (6.24)
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La vérification du bilan énergétique pour le metal s'effectue avec
l'équation suivante:
% erreur = 100 x (E^~E^\
 {
Bilan sur la voûte et les murs du four
L'énergie contenue dans les réfractaires au début de la simulation
est estimée comme suit:
En,! = M1SC1S(T°S-T°) (6.26)
L'énergie ajoutée aux réfractaires dans la chambre est la valeur
négative de E (éq.6.9)
L'énergie perdue vers l'environnement s'exprime par l'équation:
£is,i2 = - / QFdt (6.28)
JQ
L'intégration sur le temps est faite pour toute la durée de la simu-
lation.
L'énergie accumulée dans les murs et la voûte pendant la simulation
est donnée par l'équation:
#15 = ^15,7 + ^15,12 (6.29)
Bilan sur le plancher du four
Comme pour l a voûte et les murs, l ' éne rg i e contenue dans l e plancher
au début de l a simulation s'exprime par:
Ei4,i = MMC l4(T°4-T°) (6.30)
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L'énergie ajoutée au plancher, par l a conduction du métal, es t l a
valeur négative de E,
 h (éq.6 .21) .
£14,6 = -E9M (6.31)
L'énergie perdue par l e plancher sous l e four s'exprime comme su i t :
Eu,i = - f Q* dt (6>32)' 0
L'intégration sur le temps est faite pour toute la durée de la simu-
lation.
Finalement, l'énergie accumulée dans le plancher pendant la simula-
tion est estimée comme suit:
£/}4 = ^14 6 T •C'14 1 \\i.OOj
A la fin du bilan énergétique de la simulation sont écrites les ef-
ficacités moyennes de combustion, de transfert de chaleur vers le métal
et globale. A la toute fin sont écrits les taux de refonte calculés.











































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































BILAN ENERGETIQUE TE LA SIMULATION
ENERGIE DISPONIBLE DANS LE CDhBUSTIBLE (MJ) 48434.9
BILAN POUR LES GAZ DE COMBUSTION :
ENERGIE ABSORBEE PAR LE METAL
ENERGIE ABSORBEE PAR LES REFRACTAIRES
ENERGIE PERDUE PAR LES PORTES OUVERTES
ENERGIE PERDUE DANS LA CHEMINEE
ENERGIE ACCUMULEE DANS LES GAZ PENDANT LA SIMULATION













BILAN POUR LE METAL :
ENERGIE CONTENUE DANS LE PIED ET LES REBUTS AU DEBUT DE LA SIMULATION
ENERGIE AJOUTEE PAR LE METAL EN FUSION
ENERGIE AJOUTEE PAR LES GAZ DE COMBUSTION
ENERGIE ENLEVEE AVEC L'ECUME
ENERGIE PERDUE VERS LE PLANCHER
ENERGIE ACCUMULEE DANS LE METAL PENDANT LA SIMULATION (MODELE)
ENERGIE ACCUMULEE DANS LE METAL PENDANT LA SIMULATION (CALCUL)
ERREUR SUR LE BILAN (X)
BILAN D'ENERGIE SUR LA VOUTE ET LES MURS DU FOUR :
ENERGIE CONTENUE AU DEBUT DE LA SIMULATION
ENERGIE AJOUTEE PAR LES GAZ DE COMBUSTION
ENERGIE PERDUE VERS L'ENVIRONNEMENT
ENERGIE ACCUMULEE PENDANT LA SIMULATION
BILAN D'ENERGIE SUR LE PLANCHER DU FOUR :
ENERGIE CONTENUE AU DEBUT DE LA SIMULATION
ENERGIE AJOUTEE PAR LA CONDUCTION DU METAL
ENERGIE PERDUE VERS L'ENVIRONNEMENT
ENERGIE ACCUMULEE PENDANT LA SIMULATION
LES EFFICACITEES MOYENNES POUR TOUT
0.210 0.831 0.174
MASSE DU SOLIDE RESTANT ET DU LIQUIDE (KG) : 0.0 72000.0
LE TEMPS TOTAL DE LA SIMULATION (s) : 18702.00
LE TAUX DE REFONTE GLOBAL (TEMPS TOTAL) (t/h) : 3.096
LE TAUX DE REFONTE (TEMPS DE CHAUFFAGE) (t/h) : 4.184




































Dans l 'opéra t ion d'un four, différentes pratiques sont poss ibles .
Les buts recherchés peuvent ê t re l 'augmentation de l a productivi té ou
encore l a réduction des coûts d 'opérat ion. Dans ce t te sec t ion , nous pré-
sentons les r é su l t a t s obtenus r e l a t i f s à deux (2) pratiques connues
s o i t :
1) l ' e f f e t du brassage en continu â l ' azo te versus deux (2) courtes
périodes de brassage.
2) l ' e f f e t de l ' a jou t du métal en fusion au début de la fournée
versus l ' a jou t après une période de préchauffage du so l ide .
Le brassage en continu à l ' a zo t e consiste non seulement à prolonger
l a période de brassage, mais également de brasser pendant les périodes de
chauffage. Le brassage en continu à l ' azo te a comme but d 'accélérer l a
fusion du so l ide , de diminuer l e gradient de température du métal pour
augmenter l e t ransfer t de chaleur et d'augmenter, par l e f a i t même, l a
product iv i té .
On défini t t r o i s (3) taux de refonte différents calculés par l e mo-
dèle . Le taux de refonte basé sur l e temps de chauffage théorique. Noté
Q
T , i l est exprimé comme le rapport de la masse de solide a fondre sur leR
temps nécessaire avec le brûleur ouvert t , pour que le dernier noeud
solide devienne liquide. L'expression s 'écri t :
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Tc _ ^ 1 (6.34)
H
 ~~ tc
TLe second taux de refonte basé sur le temps total t s'exprime de la
même façon. L'expression est:
TR = ^jT (6-35)
Finalement, on définit le taux de refonte de l 'usine. On l'exprime
comme le rapport de la masse à fondre sur le temps nécessaire pour amener
le thermocouple à une température particulière (ex: 760°C). L'expression
utilisée est:
TR = ^f (6-36)
6.2.1 Effet du brassage en continu à l 'azote
Afin d'évaluer l 'effet du brassage en continu, nous effectuons deux
(2) simulations en admettant que tous les paramètres physiques et opéra-
toires sont identiques pour les deux (2) simulations, sauf en ce qui con-
cerne la pratique du brassage en continu.
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Tableau 6.1: Description des simulations 1 et 2














































Tableau 6.2: Résultats obtenus pour la simulation de l 'effet du
brassage en oontlnu â l'azote
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On remarque que la pratique du brassage en continu est avantageuse
pour accélérer la fusion. En effet, le modèle prédit un gain de 29% sur
le taux de refonte théorique.
Pour le taux de refonte de l 'usine, le gain est plus faible mais
néanmoins considérable. On explique cette augmentation de la fusion par
l'augmentation de la température du liquide, près du solide, causée par
le brassage et par une plus basse température de surface du métal l iqui-
de, accélérant ainsi le transfert de chaleur vers le métal.
De plus, le brassage en continu raccourcit le temps de la fournée.
On trouve un gain de 18 minutes, soit 3.3Ï.
Cette réduction du temps est explicable en partie par le fait que
nous avons éliminé la période de brassage préliminaire, mais elle est
surtout le résultat d'un meilleur transfert de chaleur vers le métal déjà
vu plus haut.
Par contre, au niveau de la réduction des coûts du combustible, les
chiffres semblent être moins éloquents. Il s 'agirait d'un gain de 1.9$.
6.2.2 Effet de l'ajout du métal en fusion au début de la fournée
Cette pratique consiste à ajouter, dès le début de la fournée, la
masse de métal liquide venant d'un four de maintien. On chercherait par
cette pratique à augmenter la fusion et la productivité. Le tableau 6.3
qui suit présente les simulations étudiées. Noter que la simulation
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Tableau 6.3: Description des simulations 3 et 1
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Tableau 6.4: Résultats obtenus pour la simulation de l'effet de
l'ajout du métal en fusion dès le début de la fournée
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On remarque que le fait d'ajouter le métal en fusion dès le début de
la fournée n'est pas avantageux. L'explication la plus plausible est que
le métal liquide, ajouté au début, limite le transfert de chaleur vers le
métal puisque la température de surface du métal T est en moyenne plus
élevée dès le début de la fournée. On note que l 'eff icacité globale de
la simulation 4 est plus basse de 1.1% comparativement à la simulation 3.
6.2.3 Recherche d'un débit de combustible optimal
Dans cette section, nous cherchons un débit de combustible au brû-
leur qui est optimal, en référence à un indice de performance bien adapté
au mode opératoire d'un tel four. Au point de vue énergétique, c 'est
vers la recherche d'un taux de fusion maximal pour une consommation mini-
male que les efforts tendent à converger. L'indice de performance choisi
à minimiser peut alors être défini comme le rapport de la consommation
spécifique sur le taux de refonte théorique (Taborin, 1976). La relation
ainsi obtenue pour l'indice de performance J s 'écr i t :
C 5 v
 ' (6.37)
L'intégration sur le temps est faite pour les périodes où le brûleur
est ouvert.
Compte tenu du mode opératoire habituel, nous admettons un débit de
combustible constant pour toute la durée d'une fournée. Par contre, le
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débit de combustible varie entre les fournées étudiées. L'expression de
l'indice de performance devient:
Jl
 ~ Tg - U e J U J ~ ïrôy (6-38^
L'indice est ainsi défini comme le rapport du débit de combustible
sur le taux de refonte théorique au carré.
Afin de trouver le débit optimal, huit (8) simulations sont faites
en gardant tous les paramètres physiques et opératoires constants sauf le
débit du combustible qui varie de 150 mVh. à 650 m3/h.
La figure 6.17 présente les résultats des huit (8) simulations.
Trois (3) courbes sont présentées sur le graphique. La première présente
la valeur calculée de l 'indice de performance en fonction du débit de
combustible. On remarque que l'indice passe par un minimum absolu dans
la plage d'opération du brûleur. En effet, le débit de 300 m3/h apparaît
comme la valeur optimale pour le four de l'étude en opération normale en
regard à l'indice J . .
La seconde courbe montre la consommation totale nécessaire pour at-
teindre la fusion de la masse solide de 8.66 tonnes considérée.
Notons l'augmentation constante de la consommation totale lorsque le
débit augmente. Pour atteindre la fusion plus rapidement, i l ne semble
pas avantageux d'augmenter le débit de combustible au brûleur, puisque la
fusion apparaît lors du brassage préliminaire.
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Finalement, la troisième courbe présente le temps nécessaire pour
atteindre la fusion complète. Le temps décroît lorsque le débit de com-
bustible augmente uniquement de 0 à 350 mVh. Le débit de 350 mVh appa-
raît comme celui qui permet un transfert de chaleur suffisant, pendant le
chauffage avant le brassage, pour que ce brassage permette d'atteindre la
fusion.
En résumé, pour le four de l ' é tude , l'optimum de l'indice J est



































































DEBIT DE COMBUSTIBLE ( m 7 h )
Flgïjre 6.17: Graphique de la fonction de coût, de la consommation
et du temps 2e la fusion versus le débit du combus-
tible
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6.3 Limites d'application du modèle
II est évident que toutes les hypothèses simplificatrices, posées
auparavant lors de l'élaboration du modèle, sont autant de limites qui
réduisent la généralité.
Les principales limites du modèle sont:
-la solution de l'équation de diffusion de la chaleur est faite à
une dimension dans l'espace pour le métal. Ainsi, on ne peut con-
sidérer la présence d'un bloc solide possédant une géométrie part i-
culière.
-le terme de transport dans l'équation de diffusion n'est pas consi-
déré pour le métal. On ne peut donc pas traiter et analyser l'ef-
fet de la convection naturelle sur la fonte du solide.
-la solution de l'équation de conservation de la quantité de mouve-
ment n'est pas faite pour les gaz dans la chambre de combustion.
On ne peut donc pas étudier l 'effet de la recirculation des gaz sur
la flamme et sur le transfert de chaleur vers le métal et les ré-
fractaires.
-le fait de considérer une zone unique pour le calcul de l'échange
d'énergie radiative par la méthode des zones, diminue la précision
obtenue pour les taux de transfert de chaleur et pour le champ de
température du gaz dans la chambre.
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CONCLUSION
Une simulation numérique a été construite pour analyser le fonction-
nement d'un four de maintien et de refonte d'aluminium. Compte tenu des
objectifs initiaux, certaines simplifications ont été posées pour rendre
le simulateur peu coûteux en temps d'ordinateur en vue d'une utilisation
future.
Le modèle a été validé sur un four en opération. Les résultats pré-
dits comparés aux mesures ont démontré de façon raisonnable la fiabilité
du modèle.
Les simulations successives ont montré que le modèle est capable
d'analyser les effets de certaines pratiques particulières sur l'effica-
cité énergétique et la productivité, telles le brassage en continu à
l'azote et l 'ajout, dès le début de la fournée, du métal en fusion.
Il a été trouvé que le brassage en continu à l'azote permet d'aug-
menter de près de 30? le taux de refonte, et de près de 3.5? la producti-
vité, tandis que l'ajout du métal en fusion, dès le début de la fournée,
ne donne ni une économie d'énergie, ni un gain en productivité.
Une simulation de la fournée avec les portes fermées a aussi été
faite, montrant un gain de 2.7? en productivité et une économie d'énergie
de 8?.
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Finalement, une fonction de coût a été définie afin de déterminer un
débit optimal du combustible au brûleur.
Cette fonction de coût est définie comme le rapport de la consomma-
tion spécifique sur le taux de refonte. Le débit optimal trouvé se situe
entre 300 et 350 mVh pour le four de l 'étude.
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EXPRESSION DETAILLEE DU TAUX DE LIBERATION DE CHALEUR
DANS LA CHAMBRE DE COMBUSTION Q_
L'équation (3.51) peut s 'écr i re :
où R = 11 et P = 5
avec les entrées r
i_
T.,
= hca ( fc°/,cH4 + I CP,CH4(r)<£T 1 (méthane) (4.2)
/ _ Mi \
r2 = ncb\h°f,c2He+ VPiC,H9{T)dT (ethane) (A.3)
V JT° 1
r3 = ncc lh°f,c3Hs + JQ' Vp,c3Ht{T)dTj (propane) (A.4)
/ _ /•r.« ^ \
r4 = nccf U0/,c4HxO + / CPtC,H,o(T)dT) (butane) (A.5)
T 5 = I T l C ' ^ l l l + C C — —- I -\- TlO-2 J I f,Oi "I" / C^P,Oj(-* ) dT I (A. 6)
V V tic A J J \ JT° I
(O2 dans l'air de combustion et d'enrichissement)
Wf,Ol + I Cp,o3(r)dr) {A.i)
JT° )
(O2 dans l'air d'infiltration)
T^ = o.ibncA 1 + a — ; — — I I h• f,Nj + / ^P,iV3(-i ) d-L | \A-°)
(jV2 dans l'air de combustion)
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r,, = nH7O (h°fiHjO
H2O vapeur contenue dans l'air de combustion\
et d'infiltration. /
avec les sorties p.
Pi =
p2 = n 2
(O2)
P4 = hJh9f,N7+ T5 Cp,Na{T)dTj (N2)
rs=0.79nairlh°f,Nj+j^ CP,N7(T)dT] (A.9)
{N2 dans l'air d'infiltration)
I in i / 7î irv\ JT1 1 I A 10\
r9 = nN2 I /i°/,Na + / Cp,N2(T)dl I ^ . I U J
(iV2 pour le brassage)
( rp \
Tn 1 / 7 * 5 tT\AT I Mil l
pour le fluxage)
f,cOi+ Cp,co,{T)dT) (CO2) (4-13)
(Cl2) (AA7)
Les express ions T . , T . , T . . , T , T représentent respect ive-
ment l a température moyenne d 'entrée du combustible, de l ' a i r de combus-
t ion , de l ' a i r d ' i n f i l t r a t i on , de l ' azo te de brassage e t du chlore pour
le fluxage.
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Les polynômes enthalpiques ut i l i sés sur une base molaire pour les
gaz ci-hauts s 'écrivent:
Le méthane (Mooses, 1978, Van Wylen, 1981):
h°f,CH< + / CP<CH<{T)dT = 2.391 x l (T 2 r 2 + 23.61T + 19.228 x ÎO4!1"1
-84683.5 (A.18)
300 A' < T < 1500 A"
L'éthane (Mooses, 1978 et Van Wylen, 1981):
f,c7H,+ t CPic,H.(T)dT = 1.82 xlO~ 9 r 4 -2 .134 xlO~ 5 r 3LO i ' si IT<\ JT> i on w m - S ^ o I O J w i n — rp3
+ 8.63 x 10~2r2 + 6.895T - 93835.0 (4.19)
300 AT < T < 1500 K
Le propane (Mooses , 1978 e t Van Wylen, 1 9 8 1 ) :
= 7.925 x 10 -T 4 - 5.23 x 10-5T3
+ 1.52 x ÎO-'T2 - 4.042T - 114016.1 (A.20)
300 A < r < 1500 A
Le bu t ane (Mooses, 1978 e t Van Wylen, 1 9 8 1 ) :
T
/ Cp,c<Hxo{T)dT = 8.725 x 10"9r4 - 6.1 x 10-5T3
JT°
+ 1.855 x ÎO^T2 + 3.954T - 142254.0 {A.21)
300 A" < T < 1500 A
L'oxygène (Mooses, 1978):
T
— r  -
h
°f,oi+ CPtoAT)dT = 2.09xl0-3T2+29.92r+16.72xl04T-1 -9668.3 {A.22)
JT°
298 A < T < 3000 A
L'azote (Mooses, 1978):
h°f,N,+ f CPiN,{T)dT = 1.881 x 10-3r2+28.54T +5.016 x l O 4 ^ 1
JT°
- 8849.1 (4.23)
298 A < T < 3000 A
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298 K < T < 2000
f,ch+ CP<ch(T)dT = !-274 x l (T 3 r 2 + 33.10T -9976.9 (A.24)
La vapeur d 'eau (Mooses, 1978 e t Van Wylen, 1981):
h°f,H3o+ / ptHjo()
JT°
298K < T < 2750ii:
f, 3o+ / CptHjo(T)dT = 5.141 x 10~3T2 + 30.51T - 251382.4 {A.25)
Le gaz carbonique (Mooses, 1978 et Van Wylen, 1981):
2Cp,cot(T)dT = 4.39xl0-3r2+4
- 409974.5 (A.26)
298 K < T < 2500^
L'expression f ina le de Q est obtenue en substituant les équations
A.2 à A.26 dans l'équation A.1. La variable indépendante est la tempéra-
ture moyenne de sortie des gaz de la chambre de combustion T7Q.
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APPENDICE B
MODELE DU GAZ REEL
On peut c l a s s i f i e r en q u a t r e (4) c a t é g o r i e s l e s t ype s de modèle pour
l a prédiction des propriétés radia t ives d'un gaz, t e l l e s l ' émi s s iv i t é et
1 'absorpt iv i té . Les catégories sont:
1) modèles à bandes é t ro i t e s ("narrow-band models")
2) modèles exponentiels à bandes larges ("exponential wide-band mo-
dels")
3) modèles à une somme pondérée de gaz g r i s ("weighted sum of gray
gases")
4) les tables et corrélat ions
Dans ce modèle, nous u t i l i sons la représentat ion du gaz rée l par une
somme pondérée de t r o i s (3) gaz g r i s et d'un gaz c l a i r .
L'émissivité
Les coe f f i c i en t s de pondérat ion a (T ) associés à chaque gaz g r i s
peuvent ê t re vus comme la fraction d'énergie du corps noir dans la région
du spectre où le coefficient d'absorption k ex i s t e . Pour l e premier gaz
n
g r i s , k =0, pour t en i r compte des fenêtres où i l n 'y a pas d 'absorpt ion.
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Puisque l ' émi s s iv i t é t o t a l e augmente lorsque l e produit pL augmente,
on trouve qu'à la l im i t e , l a somme des coeff ic ients égale 1. Les coeff i -
cients à trouver sont :
N
ao(T9) - l-^an(Tg) , N = 3 (B.l)
n=l




_ irp \ 1 \ •" tj rpj — 1 T Q / D O \
Pour trouver les coefficients polynomiaux b , la technique de
n
Fletcher-Powel (Kuester et Mize, 1973) est utilisée pour un ajustement
des courbes sur les valeurs expérimentales de l'émissivité e (T , pL).
exp g
On cherche à minimiser l a fonction objective <j> (Xi , x 2 l x 3 . . . ,X ) sans con-
t r a i n t e s sur l e domaine. Dans ce ca s - c i , l a fonction objective s ' é c r i t :
La somme est f a i t e sur r pour les valeurs de pL et sur q pour les
valeurs des températures du gaz. Les valeurs trouvées pour un mélange













































Tableau B.I: Coefficients pour l e calcul de l 'émisai v i t e du gaz
dans la chambre de combustion
L'absorptivité
Pour l ' a b s o r p t i v i t é , les coeff icients de pondération a ' (T ,T ) sont
n g s
fonc t ion de la température de l a source T . La même technique d ' a jus té -
3
ment des courbes est utilisée. Les coefficients s'expriment ainsi:
N
a'o(Tg,Ts) = l - (5.4)
n = l
avec les polynômes:
a'n(Tg,Ts) = J = 4 e t K = 4
i=\ \k=i
(B.5)
i kPour l e même mélange considéré, les coefficients C sont (Smith e t






























































Tableau B.2: Coefficients pour le calcul de l'absorptlvlté du giz
dans la chambre de combustion
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APPENDICE C
ALGORITHME POUR L'OUVERTURE DES PORTES
Dans l a chambre de combustion, nous admettons une ence in te à t r o i s
(3) s u r f a c e s g r i s e s A_, A__., A . On c a l c u l e l e s f ac t eu r s de forme F
pour chacune des paires de su r f ace .
L'algorithme pour l e ca lcul des a i r e s d'échange t o t a l es t l e s u i -
vant:
Calcul d* la mairie* £




Calcul dee taux de
traufert de chaleur
Qsr < Qsr , QD
Ecriture des rétultaci
Calcul d* la matrice £





Calcul de* taux de
traufert d* chaleur
QD • Qsr
Figure C I : Algorithme pour tenir compte de l'ouverture des por-
tes du four 3ur le bilan énergétique
183
Lorsque les portes sont fermées, la troisième surface est l 'aire
intérieure des portes, prise à la température T et à l'émissivité £„.
& h,.
Pour le four de l'étude, on trouve la matrice £ suivante:
0 0.86 0.14
F = ( 0.552 0.33 0.118
0.43 0.57 0
(Cl)
Lorsqu'il y a ouverture de une ou plusieurs portes, on doit calculer
à nouveau les facteurs de forme. La troisième surface (les portes) est
prise à la température T_ = T et à une émissivité e = 0.99. L'exprès-








si une porte ouverte
si deux portes ouvertes
si trois portes ouvertes
si quatre portes ouvertes
si cinq portes ouvertes























Les aires des portes kvo et des réfractaires A sont calculées à
partir du nombre de portes ouvertes. La surface extérieure des murs du




EXPRESSION DES COEFFICIENTS DE TRANSFERT DE CHALEUR
PAR CONVECTION DES GAZ VERS LE METAL h^ ET LES REFRACTAIRES h^
On u t i l i s e l ' ana lyse dimensionnelle pour l e calcul du nombre de
Nusselt pour un conduit r ec tangula i re . L'équation proposée par
Lowdermilk et a l . , 1954, pour une différence de température importante
entre l e gaz et les parois en écoulement turbulent , s ' é c r i t :
Nuf = 0.023(Re)°fs(Pr)°fA (D.l)
Le nombre de Reynolds est évalué à la température du film donnée
par :
X. = T7 + TParoi (D.2)
En opération normale, l e nombre de Reynolds pour les gaz s 'écoulant
dans l a chambre vaut approximativement:
2750 < Re < 7500
pour 1000Ç > T7 > 400C^ (D.3)
250 *£ < mc < 450 =£
On note que l'écoulement es t dans la région de t r an s i t i on entre l e
régime laminaire et tu rbulent .
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L'équation (D.1) explicitée pour le coefficient de transfert de cha-
leur par convection s'exprime comme suit:
Pour tenir compte de l 'entrée du combustible et du comburant par le
brûleur, Boelter et a l . , 1948 proposent une correction pour le coeffi-
cient de transfert de chaleur. L'équation proposée s 'écr i t :
h = (l + F.^h (D.5)





p, représente le périmètre de la section de la chambre de combus
tion, perpendiculaire à l'écoulement, ayant une aire notée A.
F. est le facteur de correction pour l 'entrée par l 'or if ice du brû-
leur. Le tableau D.1 suivant présente les valeurs proposées par Boelter et
a l . , 1948. Notons que la correction est applicable pour L /^D > 5. Pour
U n






























Tableau D.1 : Facteur d'entrée F, , utilisable avec l'équation D.5
L'expression corrigée pour le coefficient de transfert de chaleur
3'écr i t:
L ' express ion en t r e para thèses évaluée pour l ' a i r à l a tempéra ture du









Finalement, on trouve les expressions suivantes pour les coeffi-
cients cherchés:
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h%v = ( ^ ) ^ ( (
(0.13)
pour 300 K < Tf < 1273 K
On note que l es équat ions (D.12 e t D.13) t i e nnen t compte des p ro-
p r i é t é s v a r i ab l e s en t empéra tu re , pour l e gaz qui e s t cons idé ré comme
ayant l e s mêmes p rop r i é t é s que l ' a i r à l a même t empé ra t u r e .
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APPENDICE E
EXPRESSION DU TAUX DE LIBERATION DE LA CHALEUR
DANS LA CHAMBRE DE COMBUSTION Q? EN SUPPOSANT UN GRADIENT
DE TEMPERATURE DANS LE GAZ
Pour un é l émen t de longueu r dX, l ' e x p r e s s i o n de Q3~Q un iquement due
à la contribution des gaz, s'écrit:
^ ( r ^ dX
En admettant un gradient de température linéaire (éq. 3.65) l ' i n t é -
gration pour toute la longueur de la chambre conduit à l'équation suivan-
te:
(^ Z ) ( g ^ ) j ,£.2,
De manière analogue, on trouve pour les réf ractaires :
hGSEp)
- cr ( GSEV + GSEP J TEV (£".3)
L'équation (3.63), qui représente un bilan d'énergie pour les gaz,
peut s 'écrire:
Qi-Qm-Qg*i= ^ r (EA)
L'équation auxiliaire est la suivant^:
TFA (£.5)
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Les équat ions (E.4 e t E.5) sont u t i l i s é e s pour t r ouve r l e s deux (2)
i n connue s T et T . L ' express ion d é t a i l l é e de Q e s t donnée à l ' a ppen -




ALGORITHME POUR LE BRASSAGE DU METAL LIQUIDE








Ftgtre F.1: Algorithme pour l e brassage du métal l iquida
L'enthalpie moyenne du métal liquide est évaluée par l'équation sui-
vante:
H«,L = Al<
On t ient compte de la distance inter-nodale de surface AX , puisque
la dernière couche de métal ajoutée, lors du transfert du métal en fu-
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sion, n ' a pas nécessairement la même masse et épaisseur AX que les autres
noeuds plus profonds.
La nouve l l e d i s t r i b u t i o n des enthalpies nodales H,
 T(J) es t donnée
par les équations suivantes:
Le noeud de surface et du fond:_
/ i \
(F.2)
= H*,L - (#6.2,(2) - H;L(NttL) (c3 (hNif* + l ^ (F.3)
Les autres noeuds :
# ( i ) (FA)
;,L(J) l L ( ) ^
pour j = 3 , 4 , 5 , . . . ,iVflix,
, , L - 2 ) AX )
)-H:L(N6,L)) (F.5)
La v a l i d a t i o n e x p é r im e n t a l e des é q u a t i o n s ( F . 2 e t F . 3 ) mon t r e que
l e s v a l e u r s s u i v a n t e s pour l e s c o n s t a n t e s C_, C . , C_ s on t a d é q u a t e s :




La validation est faite à partir des données expérimentales.
La figure F. 2 qui suit présente le comportement de la fonction ma-
thématique de brassage pour différentes valeurs des constantes C_, C^  et
C,.. On observe une variation de la pente entre les différentes courbes
A,B,C,D. La courbe A simule un brassage moins efficace et moins rapide









Figure F.2: Graphique de l'effet des constantes C,. C ,^ C. sur





ALGORITHME POUR L'AJOUT DU METAL EN FUSION
L'a lgor i thme e s t l e s u i v an t :
Calcul d« propriété
au notai »joat4
Itn dn cjcl» ~ ^ ^ N
d'ajout du métal
•afnùoa
Érainat U diitano int<r-nodala
d« turfac*
Figure G.1: Aloglrlthne pour l 'a jout du métal en fusion
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La condition 1 est celle qui permet d'entrer dans la procédure
d'ajout du métal en fusion. On peut entrer de deux (2) manières. Pre-
mièrement, si le compteur d'incrément de temps ITER a atteint la valeur
correspondant au transfert d'une couche complète de métal, la procédure
est activée. La condition est la suivante:
ITER > ^-^- (G.l)
tT représente la durée du transfert du métal en fusion. Lfi „ est
l'épaisseur que représente le métal en fusion lorsque transféré dans le
four.
Deuxièmement, si le délai du transfert du métal en fusion est écoulé
et que la masse de métal qui reste à transférer a une couche plus épaisse
que 1mm, on active la procédure pour la dernière fois. La condition est
la suivante:
O.OOl) n {t1+tT-At < t < tt+tT}
t représente la somme des délais de tous les cycles précédents
l'ajout du métal en fusion, tandis que t représente le temps présent de
la simulation.
Finalement, la condition 1 est représentée comme suit:
{éqG.l} U {éqG.2} (G.3)
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APPENDICE H
LES PROPRIETES PHYSIQUES DES MATERIAUX
Le p l a n c h e r du f ou r ( P l i b r i c o , 1 9 80 ) :
Couche 2 , recouvrement extérieur en acier
fc = 45 x 10~3 kW/mC
C = 460.55 x 10~3 kJ/kgC
p = 7849.0 kg/m3
Couche 3 , "Fiberfax 970J Paper"
ib = 47.1 x 10~6 kW/mC
C = 1.13 kJ/kgC
p = 160.2 kg/m3
Couche M , "Plicast LWI-20"
k(T) = 1.5662 x lO~ 7 r + 1.765 x 10"4
C = 921.1 x 10"3 kJ/kgC
p = 961.1 kg/m3
Couche 5 , "Plicast AL-Tuff 3100 Special"
Jb(r) = 3.2530 x 10~7T +1.486 x 10"3
C = 921.1 x 10~3 kJ/kgC













Les murs et la vôute (Plibrico, 1980)
Couche 8 , Murs et voûte, "Plicast K-L Mix"
k{T) = 5.3012 x 10~7T + 3.474 x 10"4 kW/mC
C = 921.1 x 10~3 U/kgC
p = 2114.4 kg/m3
Couche 9 , Murs, "Plivaform Board"
Jfe(r) = 2.0481 x 10"7T-4.116 x 10"5
C = 1.13 kJ/kgC
- 5
p = 309.2 kg/m3
Voûte, "Plicast Virilité"
k(T) = 1.2972 x 10~7T +7.485 x 10
C = 921.1 x 10"3 kJ/kgC
p = 400.5 kg/m3
Couche 10, Murs, "K Fac 19 Block Insulation"
Jfc(T) = 1.6216 x 10"7T +3486 x 10"8
C = 921.1 x 10~3
 3.486  10
kJ/kgC
p = 288.3 kg/m3





















PROCEDURE D'INITIALISATION D'UNE SIMULATION
Dans cet appendice, nous présentons les étapes à su ivre pour débuter
l a simulation 1 sur l e four A, a ins i que les f i ch i e r s u t i l i s é s . Finale-
ment, nous présentons les f ich ie rs créés lo rs de l a s imulat ion, qui con-









Créer l e s f i ch i e r s (Voir chap i t r e 6)
FOUR A.DAT
INIT~1.DAT
FACT F FOUR A.DAT
GAZ "REEL. DAT
FOUÏÏNEE_Î.DAT
Débute l a s imula t ion en a s s i gna t i on .
Le fichier d'entrée est
FOURNEE 1.DAT, les résultats
détaillas sont écrits dans le
fichier RESULTJ.DAT


















Contient l e maximum d ' informat ion r e l a t i f à l a
s imula t ion . A l a f i n du f i c h i e r , on t rouve l e s
graphiques des paramètres u t i l e s . A l a f i n de
l 'Appendice I , on re t rouve un e x t r a i t du contenu du
f i c h i e r RESULJ.DAT.
I l contient les taux de t rans fe r t de chaleur
s u i v a n t e , Q (N -1 ) , Q , Q , Q , Q ,Q , Q ,
B 6 6 D 7 COMB CHEM EV EP
Q . On exécute l e programme FICHIER pour obtenir les
F
neuf (9) f ichiers d i s t i nc t s des taux de t r ans fe r t
c i -hau ts .
I l contient les températures su ivantes : T (N ) , T ,
6 6 D
T . Les f ichiers d i s t i nc t s sont créés lors de
E
l'exécution du programme FICHIER.
Température moyenne extér ieure du plancher du four.
Température au thermocouple de contrôle à
l'emplacement 1 .
Température au thermocouple de contrôle à
1 ' em pi acem ent 2.
Température moyenne du métal l i qu ide .
Température moyenne des gaz dans l a chambre de
combustion.
Température moyenne de so r t i e des gaz de la chambre.
Température moyenne dans les r é f r ac t a i r e s de la voûte
à l'emplacement cho i s i .
Température moyenne extér ieure des murs et de l a
voûte du four.
Emissivité hémisphérique t o t a l e de la surface du
métal.
Emissivité hémisphérique t o t a l e de l a surface des
réfractaires.












Emissivité hémisphérique totale de la surface des
réfractaires et du métal.
Débit du combustible
Débit total des gaz à la cheminée
Coefficient de transfert de chaleur par convection
des gaz vers le métal
Coefficient de transfert de chaleur par radiation des
gaz et les réfractaires vers le métal
Coefficient de transfert de chaleur par convection
des gaz vers les réfractaires
Coefficient de transfert de chaleur par radiation des
gaz et du métal vers les réfractaires
Chaleur massique, masse volumique et conducti vite
thermique du plancher, les murs et la voûte
II contient un résumé de la simulation et un bilan
énergétique à la fin
R E S U L l . D A T
TEnPS DE SIXULATION (•> : 900.0000
LE CYCLE EH COU»S : CHAUFFAGE DES IEIUTS
LE »0fl««E DE PORTES OUVERTES : 0.0000000B»00
POUBCEHTAGC DE TEItPS EFFECTUE DANS LE CYCLE : 21.12300





GAZ [IAHS LA CHnn&iiE
GAZ A LA SORTIE
YOUTE ET nukS IiU FOUft
A i i t AMI. ET HUK5 USINE
3.000000




127.S 178.4 229.0 271.7 330.3 381.0 431.7 482.3 333.0 382.8 624.0 640.3
TC TSS
















GAZ DE COMB. :

































1557.8 483.S 248.0 237.0 234.7 214.S
TAUX D'ACCUMULATION D'ENEISIE (kU):
PLANCHE» VOUTE ET MURS METAL LIQUIDE GAZ DANS LA CHAMBBI FOUI EN ENTIEI
-46.7 1343.3 474.0 2.7 1773.2
T7AD, T7, T7S (O • 1706.8 1423.4 1143.9
ENEBGIE ACCUMULEES <HJ>:
PLANCHE! VOUTE ET MURS METAL LIQUIDE HAZ DANS LA CHAMBRE FOUI EH ENTIER








EH ISS IUITE GLOBALE DU OAZ
ABSOBPT. DU GAZ POU» LES SU»F. 1 A 3
TAUX DE TtANS. DE CHAL.CFOITES O U U E U E S X k *
GSD(1>,SGD<1>,GSD(2),SGD<2>,GSD(3),SGD<3>
TENFEBA IUBE MOT. DU METAL L I 0 U 1 D E <C>
TEMPEBATUBE MOT. DU METAL SOL IDE ( C )
TEMF . DU METAL AU NOEUD i <C>
LONG. DU SOL I D E ET L I QU I D E ( • )









TEMPS DE SIMULATION O )
LE CYCLE EN COURS
LE NOMBfcE DE PORTES OUVERTES
POURCENTAGE DE TEMPS EFFECTUE DANS LE CICLE
LE PAS DE TEMPS <•>
1200.000
CHAUFFAGE DES BOUTS
O.OOOOOOOE'OO
37.30000
3.000000
